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1.1 Brücken im Bestand 
Die Instandsetzung von bestehenden Bauwerken ist ein essentieller Teil des Bauingenieurwe-
sens, der in Zukunft noch mehr an Bedeutung gewinnen wird. Bezugnehmend auf die Infrastruk-
tur stehen vor allem die Brücken derzeit auf dem Prüfstand, denn ein Großteil der in den 60er 
und 70er Jahren in Deutschland errichteten Bauwerke gilt schon weit vor Ablauf der vorgesehe-
nen Nutzungsdauer als marode und baufällig. Die Gründe dafür liegen vorwiegend in den immer 
höheren Verkehrsbelastungen, aber auch in Planungs- oder Ausführungsfehlern. 
Mit der „Richtlinie zur Nachrechnung von Straßenbrücken im Bestand (Nachrechnungsrichtli-
nie)“ [1] hat das Bundesministerium für Verkehr, Bau und Stadtentwicklung einen Standard zur 
Einordnung und Beurteilung der Bestandsbrücken nach heutigen Lastniveaus geschaffen. Auf 
Grundlage der daraus ermittelten Ergebnisse wird für jede Brücke abgewogen, ob eine Instand-
setzung unter funktionalen und wirtschaftlichen Aspekten sinnvoll ist und auf einen Neubau 
zunächst verzichtet werden kann. 
Davon betroffen sind auch viele der bestehenden Stahlbrücken mit orthotroper Fahrbahnplatte, 
die vor allem Ermüdungsschäden an den Schweißnähten aufweisen. Die Instandsetzung ohne 
Veränderung der Konstruktion ist i.d.R. durchführbar, hat jedoch zur Folge, dass jederzeit neue 
Schäden auftreten können. Es bedarf Verfahren, die neben der Sanierung auch eine Verstärkung 
der betroffenen Bauteile ermöglichen. Hier setzt die Idee an, die Trapezhohlsteifen der ortho-
tropen Platte mit faserverstärkten Kunststoffen auszustatten, um eine Tragfähigkeitserhöhung 
von innen zu realisieren. 
Während im Betonbau bereits vielfältige Erfahrungen mit textiler Verstärkung existieren, liegen 
der Stahlbau und vor allem der Stahlbrückenbau bei der Anwendung von Faser-Kunststoff-
Verbunden (FKV) noch zurück. Vom Ingenieur muss eine geeignete Kombination aus Fasern und 
Harzsystem ermittelt werden, aus der je nach Anforderung eine Festigkeits- und/oder Steifig-
keitserhöhung für eine vorhandene Struktur resultiert. Zudem ist ein form- und kraftschlüssiger 
Verbund zwischen dem Ausgangsbauteil und dem verstärkenden Kunststoff für eine ausrei-
chende Schubkraftübertragung sicherzustellen. Das große Potenzial von FKV könnte auch im 
Brückenbau für einen Teil der geschädigten Bauwerke zu einer Verlängerung der Restnutzungs-
dauer führen. 
1.2 Zielsetzung und Aufbau der Arbeit 
Das Ziel der vorliegenden Arbeit besteht darin, die Verstärkung der orthotropen Fahrbahnplatte 
mittels faserverstärkten Kunststoffen experimentell und numerisch möglichst genau zu untersu-
chen. Es sollen Aufschlüsse über die potenzielle Tragfähigkeitserhöhung der Trapezhohlsteifen 
und die Auswirkungen auf das Deckblech gegeben werden. Zudem ist vorgesehen, die erlangten 
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Ergebnisse mit vergleichsweise einfachen Berechnungsmethoden auf Hohlsteifen unterschiedli-
cher Geometrie anwenden zu können. 
Dabei ist im Rahmen der numerischen Untersuchungen festgestellt worden, dass die bisher zum 
Einsatz kommenden Näherungsverfahren zur Spannungsberechnung an Trapezhohlsteifen kei-
ne zufriedenstellenden Ergebnisse im Vergleich mit der Finite-Elemente-Methode liefern. Aus 
diesem Grund wird zunächst ein optimiertes Näherungsverfahren entwickelt, um besser appro-
ximierte Ergebnisse zu erhalten. 
Für die Ermittlung der Eigenschaften der Faser-Kunststoff-Verbunde (FKV) und ihrem Zusam-
menwirken mit Stahl werden umfangreiche Versuchsreihen durchgeführt, die eine Auswahl ei-
ner Faser-Harz-Kombination für weitere Versuche ermöglichen. Darauf aufbauend wird ein 
Segment einer orthotopen Platte (Originalmaßstab) verstärkt und die Tragfähigkeitserhöhung 
untersucht. 
Die Arbeit gliedert sich in drei wesentliche Teile. In den Kapiteln 2 und 3 werden die orthotrope 
Fahrbahnplatte sowie die FKV näher beleuchtet. Es wird jeweils Bezug genommen auf Entwick-
lung, Eigenschaften und bisherige Berechnungsansätze. Zudem werden die Anwendungsgebiete 
von FKV im Bauwesen und im Zusammenhang mit Stahl erörtert. Ausgehend von der orthotro-
pen Platte wird in Kapitel 4 das optimierte Näherungsverfahren zur Berechnung dargelegt. In 
den abschließenden Kapiteln 5 und 6 wird die Faserverstärkung sowohl an kleinteiligen Proben 
als auch im Großversuch experimentell und numerisch untersucht, woraus abschließend die 
Integration der Faserverstärkung in das zuvor entwickelte Näherungsverfahren hervorgeht. 
1.3 Verwendete EDV-Programme 
RStab 
Das Programm RStab der Firma Dlubal ist ein Stabwerksprogramm zur Berechnung von Trag-
werken bis zur dritten Dimension unter der Nutzung von definierten Stäben. Diesen werden für 
die Ermittlung der Steifigkeiten i.d.R. ein Querschnitt und ein Material zugewiesen. Außerdem 
können sie von unterschiedlichem Typ sein, wie z.B. einem üblichen Balkenstab, einem Fach-
werkstab (nur Normalkräfte) oder einem Knickstab (Druckkräfte nur bis Knicklast). Neben dem 
Balkenstab kommen in der vorliegenden Arbeit auch Starrstäbe und Kopplungen zur Anwen-
dung. Diese sind unendlich steife Elemente, die die Verschiebungen zweier Knoten starr mitei-
nander koppeln und Kräfte und Momente direkt übertragen. 
DUENQ 
Das zu RStab gehörende Zusatzmodul DUENQ ist ein Querschnittsprogramm, mit dem beliebige 
Querschnitte erstellt und ihre Kennwerte bestimmt werden können. In der vorliegenden Arbeit 
wird es verwendet, um den mit CFK verstärkten Querschnitt des Hohlsteifenprofils zu modellie-
ren und die Schubspannungen zwischen den angrenzenden Materialien zu ermitteln. Dazu wer-
den sogenannte „Nullelemente“ verwendet, die eine Dicke t = 0 aufweisen. Sie erhalten eine ef-
fektive Dicke t*, die zur Ermittlung der Querschnittswerte und Spannungen angesetzt wird. Die 
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Nullelemente ermöglichen es, eine schubsteife Verbindung zwischen zwei Elementen ohne ge-
meinsamen Knoten herzustellen. Dies ist z.B. bei parallel verlaufenden Elementen der Fall. 
RFEM 
Das Programm RFEM, ebenfalls von der Firma Dlubal, dient zur Berechnung von Tragwerken 
mithilfe von finiten Elementen. Es können ein- (Stäbe), zwei- (Flächen) und dreidimensionale 
(Volumen) Elemente berechnet werden.  
In der vorliegenden Arbeit kommen im Wesentlichen Faltwerke, d.h. kombinierte Scheiben- und 
Plattenelemente, zum Einsatz, die je Knoten sechs Freiheitsgrade (drei Verschiebungen und drei 
Verdrehungen) aufweisen. Das Elementnetz wird vorwiegend aus Viereckelementen gebildet, 
die aus geometrischen Gründen ggf. durch Dreieckelemente ergänzt werden. Aufgrund der ge-
ringen Blechdicken bei orthotropen Stahlfahrbahnplatten sollte für die Vergleichsrechnungen 
nach der Finite-Elemente-Methode ursprünglich die Theorie der dünnen Platten nach Kirchhoff 
angewandt werden. Für die Berechnungen der CFK-Verstärkung muss jedoch sowohl bei den 
Zugversuchen als auch am Segment der orthotropen Platte auf die Theorie nach Reissner-
Mindlin zurückgegriffen werden, da für die schubfeste Verbindung von Stahl und CFK sogenann-
te „Kontaktvolumen“ eingesetzt werden. Diese lassen sich in RFEM nur mit der Theorie der di-
cken Platten berechnen. Die Verwendung dieser Theorie ist im Programm jedoch auch bei dün-
nen Platten möglich, da der Anteil der Querschubspannungsenergie an der Gesamtenergiebilanz 
bei den implementierten Reissner-Mindlin-Elementen über einen Faktor automatisch angepasst 
wird [2]. Es treten keine Versteifungseffekte bei der Berechnung von dünnen Platten auf. In vor-
genannter Quelle sind auch Beispiele vorgestellt, die diese Aussage bestätigen. 
Die Kontaktvolumen eignen sich zur Modellierung von Kontakteigenschaften zwischen zwei 
Flächen, wie es bei der Klebung des CFKs auf das Stahlblech der Fall ist. Es können unterschied-
liche Arten der Kraftübertragung in senkrechter (volle Kraftübertragung, Ausfall bei Zug/Druck) 
und paralleler Richtung (volle Kraftübertragung, starre/elastische Reibung etc.) festgelegt wer-
den. Die 3D-Elemente des Kontaktes werden in der zu den angrenzenden Flächenelementen 
orthogonalen Richtung (= Dickenrichtung) nicht geteilt, sodass eine direkte Verbindung gewähr-
leistet ist. 
In den meisten Fällen werden die Systeme nach Theorie I. Ordnung berechnet, da der Einfluss 
durch Normalkräfte gering ist. Die Steifigkeit der orthotropen Platte ist sehr groß, sodass die 
Spannungs- und Verformungsänderungen bei Theorien höherer Ordnung marginal sind. Zur 
Lösung von nichtlinearen Gleichungssystemen, wie sie infolge der nichtlinearen Materialmodelle 
in Kapitel 5 auftreten, wird das Newton-Raphson-Verfahren angewandt. 
AlfaLam 
AlfaLam ist ein VBA-basiertes Berechnungstool für die lineare Laminatanalyse. Es können die 
linearen Spannungs- und Dehnungsverteilungen in Mehrschichtverbunden für ein vollständiges 
Laminat und dessen Einzelschichten bestimmt werden. Ihm zugrunde liegt die klassische Lami-
nattheorie, auf die in Kapitel 3 eingegangen wird.  
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2 Orthotrope Fahrbahnplatte 
2.1 Allgemeiner Überblick 
Die orthotrope Fahrbahnplatte ist heute der Standard im Stahlbrückenbau. Ihre Anfänge reichen 
bis in die 1930er Jahre zurück, als sie erstmals, basierend auf Anwendungen aus dem Schiffbau, 
für Brückenkonstruktionen verwendet wurde. Die erste ihrer Art in Deutschland war die 1936 
errichtete Autobahnbrücke Kirchheim/Teck, welche allerdings noch nicht als Bestandteil des 
Haupttragwerks fungierte [3]. Den Durchbruch erfuhr die Konstruktionsart in den 1950er Jah-
ren im Zuge des Neubaus vieler Brücken mit großen Spannweiten, für die die relativ leichte 
Bauweise optimal genutzt werden konnte. 
Der Begriff „orthotrop“ setzt sich aus den Wörtern „orthogonal“ und „anisotrop“ zusammen und 
bedeutet, dass rechtwinklig zueinander unterschiedliche Steifigkeiten vorliegen. Diese Definition 
resultiert aus dem Aufbau, denn die orthotrope Fahrbahnplatte besteht i.d.R. aus dem Haupt-
tragwerk, den quer dazu verlaufenden Querträgern, längsorientierten Rippen und dem Deck-
blech (siehe Abb. 2-1). Für die Ausführung der beiden letztgenannten sind heutzutage Mindest-
anforderungen vorgeschlagen, die Ermüdungsschäden ausschließen sollen [4]. So haben sich als 
Standardbauweise eine Mindestdicke von 14 mm für das Deckblech und ein Abstand von 
300 mm zwischen zwei Trapezhohlsteifen durchgesetzt. Diese werden durch Ausschnitte durch 
die Querträger geführt und mit ihnen verschweißt. Für ein günstigeres Ermüdungsverhalten 
können zudem Freischnitte im unteren Bereich der Durchführungen vorgesehen werden. 
 
Abb. 2-1: Aufbau einer orthotropen Fahrbahnplatte [5] 
Weitere Varianten in der Längsrippenausführung wurden Ende der 1970er Jahre eingestellt. 
Torsionsweiche Rippen wie einfache Flachsteifen oder Wulstprofile erforderten den doppelten 
Schweißaufwand und waren nur für geringe Querträgerabstände einsetzbar. Aus patentrechtli-
chen Gründen wurden abweichend von den Trapezhohlsteifen Sonderformen der geschlossenen 
Rippen wie U-, V- oder Y-Profile entwickelt. Vor allem letztere, auch Sektkelchprofile genannt, 
liegen vom Herstellungsaufwand deutlich über der heute üblichen Bauform und weisen in vielen 
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Beispielen Ermüdungsprobleme auf. Weitere Informationen zur Entwicklung der orthotropen 
Platte und ihrer Bauformen sind in [6–8] zu finden. 
Das Tragprinzip basiert auf einer Mehrfachfunktion der einzelnen Elemente. So wird das Deck-
blech in allen vier Teilsystemen zur Lastübertragung herangezogen, da es für die Längsrippen, 
Querträger und Hauptträger als Obergurt fungiert. Dies ist bei der Spannungsüberlagerung zu 
beachten. Außerdem wirkt es selbst als unterstützte Platte und leitet die Radlasten in die Kon-
struktion ein. 
2.2 Berechnungsverfahren 
Die Berechnungsverfahren der orthotropen Fahrbahnplatte und die damit einhergehende Ak-
zeptanz als Bauweise hielten erst ab 1950 Einzug. Als Grundlage der Berechnungen diente vor 
allem die Hubersche Differentialgleichung, die erstmals die Theorie von Platten mit senkrecht 
zueinander unterschiedlich definierten Steifigkeiten beschrieb (vgl. [9], [10]). Dabei wurde die 
diskrete Struktur als ein Kontinuum definiert. Davon ausgehend entwickelte CORNELIUS [11] Ta-
feln und Gleichungen zur Bestimmung der Schnittgrößen beliebiger orthotroper Platten. Aller-
dings erwies sich dieses Verfahren als zu komplex und umständlich für den praktischen Ge-
brauch. Zudem stellte sich die Frage, bis zu welchem Grad sich die diskrete Struktur in ein 
Kontinuum umwandeln ließ, um trotzdem noch gute Ergebnisse zu liefern. Diesem Problem-
punkt nachgehend nahm GIENCKE [12] die Querträger diskret an und berechnete durchlaufende 
Platten mit Längsrippen und Deckblech. Weiterführende Beurteilungen und Fehlerabschätzun-
gen zur Entkoppelung von Scheiben- und Plattenkräften in GIENCKES Verfahren werden in [13] 
gegeben. SCHUMANN [14] betrachtete auch die Längsrippen in einer diskontinuierlichen Anord-
nung, was wiederum zu sehr komplexen Differentialgleichungen führte. 
Durchgesetzt hat sich aber das zu etwa gleicher Zeit veröffentlichte Berechnungsverfahren von 
PELIKAN/EßLINGER [15], mit dem ein Standardwerk für orthotrope Fahrbahnplatten geschaffen 
werden konnte, das eine praxisnahe Anwendung für die damals geltenden Lastnormen zuließ. 
Sie berechneten zunächst die Schnittgrößen unter einer starren Lagerung der Längsträger auf 
den Querträgern. Über Korrekturmomente werden später die Querträgerweichheit sowie die 
Reduzierung der Torsionssteifigkeit infolge der Querschnittsverformung berücksichtigt. Für die 
Berechnung haben sie Formeln und Kurventafeln für verschiedene Parameter einer Brücke so-
wie für offene und geschlossene Längsrippen aufbereitet. Desweiteren leiteten PELI-
KAN/EßLINGER auch die Berechnung der Deckblechspannungen in Querrichtung als Näherung 
her. Dabei unterteilten sie in Krafteinleitungs- und Kraftweiterleitungsspannungen, die die Ein-
spannung der Trapezhohlsteifenstege im Deckblech sowie die Nachgiebigkeit des Deckbleches 
zwischen den Hohlsteifen berücksichtigen. Mit der Änderung der Lastennormen durch die Ein-
führung der Brückenklassen 60/30 und 30/30 wurde das Verfahren durch GAUGER/OXFORT [16] 
bzw. GRAßE/ANKE [17] entsprechend angepasst. 
Im weiteren Verlauf gab es immer wieder Ergänzungen zum Verfahren von PELIKAN/EßLINGER 
oder neue Ansätze, die auf der Huberschen Differentialgleichung beruhten. So hat SIEVERS [18] 
ideelle trigonometrische Funktionen als Belastungsansatz gewählt, um eine Vereinfachung zu 
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erzielen. STEINHARDT [19] kam zu dem Schluss, dass unter bestimmten Umständen die Ergebnis-
se für orthotrope Platte sehr ungenau werden – insbesondere bei weit gespannten Platten. Au-
ßerdem entwickelten SCHÜTZ/PERR [20] eine weitere Methode, mit der sie die Kopplungskräfte 
zwischen Deckblech und Querträger über Ansatzfunktionen bestimmen und die Plattenschnitt-
größen in einem Rechengang ermitteln konnten. 
Im Zuge der Entwicklung der EDV wurden vermehrt computergestützte Berechnungen ange-
wendet, die eine schnellere Bearbeitung von Problemstellungen ermöglichten. Mit Stabwerks- 
oder FEM-Programmen können mittlerweile mehr Laststellungen in kurzen Rechenzeiten be-
trachtet werden. Eine heute übliche Art der Berechnung von orthotropen Fahrbahnplatten wird 
in [21] aufgezeigt. Die Gesamtstruktur wird in Einzelsysteme zerlegt, die über Kopplungsbe-
trachtungen und Lastweiterleitungen zwar miteinander verknüpft sind, aber voneinander losge-
löst berechnet werden. So wird für die Längsrippen ein Einzelsystem verwendet, d.h. es wird 
eine Längsrippe aus dem Gesamtsystem herausgelöst und als auf den Querträgern federnd gela-
gert für sich allein betrachtet. 
Ein interessanter Aspekt, der in den USA untersucht wurde, ist die mittragende Wirkung des 
Fahrbahnbelages. In [22] wurden die Auswirkungen unterschiedlich steifer Beläge auf die Deck-
blechspannungen überprüft. Die Ergebnisse zeigten, dass der Verbund relevant sein kann und 
rechnerisch mit angesetzt werden sollte, da sich die Spannungen bei dickeren Belägen reduzier-
ten. Zudem spielte die nichtlineare Steifigkeitsentwicklung von Asphalt bei geänderten Tempe-
raturen eine Rolle. Während diese Erfahrungen in amerikanischen Richtlinien [23] aufgenom-
men wurden, existieren in Deutschland zu diesem Themenpunkt keine Betrachtungen. In 
Studien aus den Niederlanden konnte ebenfalls belegt werden, dass der direkte Ansatz von Rad-
lasten auf dem Deckblech und die zusätzliche Integration des Deckbelags ins Berechnungsmo-
dell zu unterschiedlichen Ergebnissen führen [24; 25]. 
2.3 Lastmodelle 
Im Laufe der letzten Jahrzehnte haben sich die Beanspruchungen für Brückenbauwerke kontinu-
ierlich erhöht. Durch den Zuwachs im Schwerverkehr, der sich sowohl in der Quantität als auch 
in der Masse der Fahrzeuge niederschlägt, erfahren bestehende Straßenbrücken stärkere Belas-
tungen, für die sie i.d.R. nicht konzipiert wurden. Im Vergleich zu den Jahren, in denen viele Brü-
cken gebaut wurden, hat sich das Verkehrsaufkommen exponentiell erhöht. An einigen Bauwer-
ken wurden Messungen durchgeführt, die im Zeitraum von 1984-2005 eine Steigerung der 
täglichen LKW-Überfahrten von 78 % ergaben [26]. Anschaulich verdeutlicht wird dies z.B. an 
den Zahlen der Anhörungen für genehmigungspflichtige Schwertransporte, die noch stärker 
zugenommen haben (siehe Abb. 2-2a). Auf den konventionellen Straßengüterverkehr bezogen, 
haben sich die Fahrzeugtypen mit Konzentration auf Sattelzüge hin zu größeren Ladungskapazi-
täten verändert (siehe Abb. 2-2b). Somit befahren sowohl mehr als auch schwerere Lastkraftwa-
gen die Brücken. Dazu kommt eine Häufung von Überladungen, die teilweise deutlich über das 
zugelassene Gesamtgewicht von 40 t hinausgehen. In Messungen war jeder fünfte Sattelzug zu 
schwer. Das Maximum lag bei 67,7 t. Bei Betrachtung der Achslasten wurde sogar bei 40 % der 
gemessenen Fahrzeuge eine Überschreitung der zulässigen Höchstgrenze festgestellt [27]. Die-
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ses Problem tritt auch international auf und steht oftmals im Zusammenhang mit Brückenschä-
den [28; 29]. 
a  b  
Abb. 2-2: a) Entwicklung der Genehmigungen von Schwertransporten (Anhörungen bei der Autobahndirekti-
on Nordbayern) [30] . b) Häufigkeitsänderungen im Fahrzeugkollektiv [27] 
Diese Entwicklung musste folglich auch normativ festgehalten werden, um den steigenden Las-
ten in der statischen Berechnung gerecht zu werden. Schon bei der Brückenklasse 60 nach der 
alten DIN 1072 (1952) betrug die Gesamtlast des anzusetzenden Fahrzeuges 600 kN bzw. 60 t. 
Obwohl die tatsächlichen Gesamtgewichte zu dieser Zeit deutlich niedriger waren, ist dieser 
Ansatz sehr vorausschauend gewesen, auch wenn das Verkehrsaufkommen schlussendlich noch 
stärker gewachsen ist. In der Folge wurden die Lastmodelle erweitert und z.B. die Brückenklasse 
60/30 eingeführt, bei der neben dem 600 kN-Fahrzeug ein weiteres mit einer Gesamtlast von 
300 kN positioniert werden musste. Außerdem wurden neben den die Tragfähigkeit betreffen-
den Modellen auch solche für die langfristige Betriebsfestigkeit entwickelt [31]. 
Im Zuge einer Vereinheitlichung der Gesetzmäßigkeiten in Europa sollten auch Normen ange-
passt bzw. neu eingeführt werden. Der Beschluss zur Einführung der umfangreichen Eurocodes 
im Brückenbau erfolgte bereits in den 1990er Jahren und betraf u.a. die Lastmodelle. Die heute 
gültigen Vorgaben wurden aus Messungen an verschiedenen Brücken in Europa entwickelt und 
basieren auf dem sogenannten „Auxerre-Verkehr“ [32]. Diese reale, maßgebliche Belastung be-
stimmte die anzusetzenden Achslasten und Radaufstandsflächen nach dem Lastmodell 1 (LM1) 
des Eurocode (in Deutschland auch LMM). Dass für eine Vereinheitlichung nicht nur die Lasten, 
sondern auch die Bemessungsvorschriften der einzelnen Länder angepasst werden müssten, 
hielt HANSEN [33] in seiner Arbeit fest. Um den unterschiedlichen Verkehrsaufkommen gerecht 
zu werden, wurden zusätzlich nationale Anpassungsfaktoren eingeführt, mit denen jedes Land 
den tatsächlichen Lastansatz variieren kann. In Deutschland lag dieser Faktor nach dem Last-
modell 1 des DIN-Fachberichts 101 zunächst bei 0,8 und wurde mit Einführung des Eurocodes 
auf 1,0 angehoben1. So erhöhten sich die anzusetzenden Achslasten von 240 kN auf 300 kN. Dass 
diese Anpassungen folgerichtig waren, wurde in verschiedenen Veröffentlichungen dargelegt 
[34–37]. Darin heißt es, dass die Lastansätze nach dem DIN-Fachbericht das aktuelle Verkehrs-
aufkommen grundsätzlich gut abdecken. Da es teilweise aber bereits zu Überschreitungen dieses 
                                                             
1 Der Begriff „Lastmodell 1“ tritt sowohl im DIN-Fachbericht (mit Anpassungsfaktor 0,8) als auch im 
Eurocode (mit Anpassungsfaktor 1,0) auf. Zur Abgrenzung wird das LM1 nach EC auch „modifiziertes 
Lastmodell“ (LMM) genannt. 
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Lastniveaus käme, sei das LM1 nach Eurocode für den zukünftig zu erwartenden Schwerverkehr 
ein besseres Modell. 
Nach dem LM1 wird eine Brücke in Fahrstreifen von 3,00 m Breite und verbleibende Restflächen 
eingeteilt. Bei dieser Einteilung ist der „Fahrstreifen 1“ der am stärksten belastete. Als Grund-
werte sind hier eine gleichmäßig verteilte Last von 9,00 kN/m² sowie sogenannte Doppelachsen 
(Tandemsystem) mit einer Achslast von 300 kN anzusetzen. Für die weiteren Fahrstreifen sind 
Anordnungen und Werte in Abb. 2-3 dargestellt. Die für den jeweiligen Fahrstreifen i geltenden, 
ergänzenden Anpassungsfaktoren αQi (für Radlasten) und αqi (für Gleichlasten) können dem na-
tionalen Anhang entnommen werden. In Deutschland finden folgende Werte Anwendung: 
                 
                                               
  
Abb. 2-3: Anordnung der Fahrstreifen und Doppelachsen sowie charakteristische Lastwerte nach [38] 
Die auf den heutigen bzw. zukünftigen Schwerverkehr ausgelegten Lastniveaus werden nicht 
nur bei Neubauten herangezogen, sondern im Zuge der Nachrechnungsrichtlinie auch auf beste-
hende Brücken angewendet. Nach dieser 2011 vom Bundesministerium für Verkehr, Bau und 
Stadtentwicklung eingeführten Richtlinie [1] sind mit hohen Zustandsnoten bewertete Bauwer-
ke erneut auf Tragfähigkeit und Gebrauchstauglichkeit zu prüfen. 
Infolge der vermehrt aufgetretenen Brückenschäden hat außerdem die Bundesanstalt für Stra-
ßenwesen (BASt) Untersuchungen angestellt bzw. beauftragt, um die Auswirkungen des Schwer-
lastverkehrs auf Brückenbauwerke zu untersuchen. Demnach sind in Zukunft erhebliche Investi-
tionen zu tätigen, um die Brückeninfrastruktur aufrechtzuerhalten [27]. 
Betroffen davon sind alle Arten von Brücken mit unterschiedlichsten Auswirkungsgraden und 
Schadensbildern. Da sich die vorliegende Arbeit ausschließlich mit Stahlbrücken befasst, wird im 
Weiteren auch nur auf Schäden an solchen eingegangen. 
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2.4 Schäden  
Die Schäden an Stahlbrücken sind oftmals Folge eines Ermüdungsversagens an Anschlusspunk-
ten und treten in Form von Rissen in den Schweißnähten und Blechen auf. Als für deren Beurtei-
lung praktikabel erwiesen hat sich die Einteilung in Gefährdungskategorien (siehe Abb. 2-4). Die 
relevanten Bereiche, auf die im Folgenden näher eingegangen wird, gehören zu Kategorie 1 
und 2. 
 
Abb. 2-4: Heutige Standardbauweise und Gefährdungsbereiche an der orthotropen Platte [39] 
Zur Kategorie 1 gehören die Verbindungen zwischen Deckblech und Längsrippensteg. Hier ver-
zeichnete Schäden (siehe Abb. 2-5) sind unabhängig von der Gestaltung der Längsrippe und ste-
hen zumeist im Zusammenhang mit dem Beanspruchungsort, da eine Vielzahl von Rissen in der 
LKW-Spur auftritt. Der immer weiter zunehmende Schwerlastverkehr ist auch eine wesentliche 
Ursache für die Beschädigungen, da viele Brücken – vor allem hinsichtlich der Ermüdung – nicht 
dafür ausgelegt sind. Da das Problem des Ermüdungsversagens beim Bau in den 60er und 70er 
Jahren, auch auf Grund fehlender Erfahrungen, falsch eingeschätzt wurde, sind die Deckblechdi-
cken i.d.R. zu klein gewählt worden. Außerdem können Ausführungsfehler beim Schweißvor-
gang zu unzureichenden Nahtqualitäten geführt haben [3]. Vor allem die Kombination von feh-
lerhafter Konzeption und Ausführung sind Ursache für viele Brückenschäden. 
Die Risse im Kehlnahtbereich zwischen Hohlsteife und Deckblech begünstigen, dass Luft und 
Feuchtigkeit ins Innere der Hohlsteifen gelangen. Bei Brücken in Meeresnähe bzw. beim Einsatz 
von Tausalz ist es zudem wahrscheinlich, dass dabei Salze transportiert werden. Die Annahme, 
einen abgeschlossenen, luftdichten Raum zu erzeugen, führte jedoch dazu, dass auf eine Korro-
sionsschicht auf der Innenseite der Hohlsteifen i.d.R. verzichtet wurde. Somit gibt es keinen 
Schutz vor Rostanfall, der eine Reduzierung der Blechdicken der Hohlprofile zur Folge haben 
kann. Daraus resultieren weitere Einbußen in der Tragfähigkeit und kostspielige Instandset-
zungsmaßnahmen. 
 




Abb. 2-5: Riss zwischen Deckblech und Längsrippe und potentielle Rissstellen [40] 
Die Schäden der Kategorie 2 betreffen das Längssystem und treten an Verbindungsstößen der 
Längsrippen oder im Anschlussbereich von Längsrippe und Querträger auf (siehe Abb. 2-6). Sie 
sind auf die Bauweise der orthotropen Platte bzw. auf die Form der Steifen zurückzuführen, wo-
bei im Gegensatz zu Kategorie 1 kein zwingender Zusammenhang zwischen Beanspruchungs- 
und Schadensort besteht. Sie entstehen vermehrt infolge von Verformungszwängungen an den 
Kreuzungspunkten der Bauteile. In einigen Fällen haben sich die Risse nach einer Belags-




Abb. 2-6: Riss im Anschlussbereich Längsrippe – Querträger und potentielle Schadensfälle [42] 
2.5 Instandsetzung und Verstärkungsmaßnahmen 
Grundsätzlich sind zunächst die Risse in Schweißnähten und Blechen zu reparieren, d.h. die vor-
handenen Nähte müssen ausgearbeitet und durch neue ersetzt werden. Je nach Schadensart 
kann zum Stoppen des Risses zusätzlich ein Anbohren der Rissspitze erforderlich sein. Diese 
Maßnahmen dienen der Wiederherstellung des Originalzustandes und können je nach Konstruk-
tion und Belastung ausreichend sein. Bei einer zusätzlichen Verstärkung von orthotropen Plat-
ten sind gewisse Randbedingungen von Bedeutung, die beachtet werden sollten [41]: 
 Verwendung von schweißlosen Verstärkungen, um keine neuen potentiellen Schädi-
gungspunkte zu erzeugen, die durch Schweißnähte entstehen können 
 Beibehaltung der Schadenstoleranz, d.h. weiterhin Sicherstellung der Inspektionsmög-
lichkeit von Verbindungsstellen 
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 Entlastung der kritischen Stellen, um lokale Spannungen zu reduzieren 
 Zeitliche Begrenzung der Nutzungsbeeinträchtigung, d.h. Verkehrssperrungen der Brü-
cke sollten im besten Fall nicht benötigt oder zumindest auf die Zeit einer üblichen 
Instandsetzungsmaßnahme begrenzt werden 
Die bisher bekannten Verstärkungsmaßnahmen beschäftigen sich mit Kategorie-1-Schäden und 
beinhalten eine Tragfähigkeitserhöhung des Deckbleches bzw. des Fahrbahnbelages. Es existiert 
jedoch noch keine auf dem Markt angebotene Lösung. Eine Übersicht ist in [40] zu finden. Ver-
stärkungen für Schäden der Kategorie 2 sind ebenfalls noch in der Entwicklung. 
Sandwich Plate System 
Das Sandwich Plate System besteht aus zwei Stahlblechen mit einem innenliegenden Polyure-
than-Elastomer-Kern und hat seinen Ursprung im Schiffbau. Bei der orthotropen Platte bildet 
das bereits vorhandene Deckblech eine Seite des Systems. Mithilfe von Randleisten und Ab-
standhaltern wird ein weiteres Stahlblech fixiert und das Polyurethan in einer Dicke von 
30-50 mm in die Hohlräume injiziert. Mit dem zusätzlich aufzubringenden Asphalt und dem da-
durch erhöhten Konstruktionsaufbau gelingt es, eine günstigere Lastverteilung zu erreichen, da 
mehrere Hohlsteifen am Lastabtrag beteiligt werden. Außerdem erhöht sich die Steifigkeit durch 
das zweite Blech signifikant, sodass Spannungsreduzierungen im Deckblech von bis zu 50 % 
erreicht werden können. Dennoch weist das System auch Nachteile auf. Eine Einhausung der 
Fahrbahn ist auf Grund der Feuchteempfindlichkeit zwingend erforderlich. Der höhere Fahr-
bahnaufbau bringt neben zusätzlichem Eigengewicht auch bauliche Anpassungen bei Anschluss-
konstruktionen, Fahrbahnübergängen und Entwässerung mit sich [43]. 
Ultra-Hochfester Beton (UHPC) mit Stahlfaserverstärkung 
Bei dieser Verstärkungsvariante wird eine 50-60 mm starke Hochleistungsbetonschicht mit Be-
tonstahlmatten und Stahlfasern im Ortbetonverfahren auf der orthotropen Platte verbaut [44]. 
Dazu ist ein kraftschlüssiger Verbund mit dem Deckblech herzustellen, welcher über ein Zwei-
komponenten-Epoxidharz mit eingestreutem Bauxit-Korn realisiert wird. Die Spannungsredu-
zierungen im Deckblech konnten nachgewiesen werden. Die sehr hohen Anforderungen an die 
Ausführungsqualität machen eine Einhausung auch bei dieser Methode unabdingbar. Zudem 
muss ein weiterer Dünnschichtbelag, der regelmäßig zu erneuern ist, aufgebracht werden. Wei-
tere Forschungsvorhaben beschäftigen sich mit dem Aufkleben von UHPC-Fertigteilen, um die 
zuvor genannten Nachteile auszuschließen. 
Weitere Verfahren 
Eine weitere Möglichkeit zur Sanierung ist das Aufkleben von Stahlblechen [45]. Durch die er-
höhte Blechdicke kann das ursprüngliche Deckblech entlastet werden. Da eine schubfeste Ver-
bindung geschaffen werden muss, werden die Bleche geklebt, wofür allerdings auch eine 
Einhausung der Fahrbahn notwendig ist. 
Außerdem werden Forschungsarbeiten zu steiferen Fahrbahnbelägen geführt, wie z.B. hohl-
raumreichen Asphalttraggerüsten mit nachträglicher Verfüllung (HANV). Hierbei werden die 
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Hohlräume einer Asphaltschicht mit flexibilisiertem Epoxidharz oder Bioharz verfüllt, um die 
Steifigkeit zu erhöhen und eine mittragende Wirkung zu erzielen [40]. 
2.6 Verstärkung der orthotropen Platte mit CFK 
Im Rahmen der vorliegenden Arbeit wird eine Verstärkungsmaßnahme untersucht, die sich vor-
nehmlich auf die Trapezhohlsteifen orthotroper Fahrbahnplatten bezieht. Entgegen der zuvor 
beschriebenen Maßnahmen steht hierbei nicht die Deckblechverstärkung „von oben“, sondern 
die Längsrippenverstärkung „von innen“ im Vordergrund. Die Idee besteht darin, getränkte Koh-
lenstofffasern (C-Fasern) in die Trapezhohlsteifen einzubringen und mit dem unteren Blech 
kraftschlüssig zu verbinden (siehe Abb. 2-7). So können das Trägheitsmoment des Querschnittes 
gesteigert und die Spannungen bei gleicher Belastung entsprechend reduziert werden. 
 
Abb. 2-7: Prinzipdarstellung einer CFK-verstärkten Hohlsteife 
Eine relevante Tragfähigkeitserhöhung kann nur erzielt werden, wenn der eingebrachte kohlen-
stofffaserverstärkte Kunststoff (CFK) eine dem Stahl ähnliche Steifigkeit aufweist. Dies gelingt 
entweder durch die Verwendung sehr steifer, ultra-hochmoduliger Fasern (UHM) oder einer 
größeren Menge an Fasern mit niedrigerem E-Modul. Ausschlaggebend ist letztlich das Produkt 
aus E-Modul und Querschnittsfläche. Die Verstärkung soll aus mehreren, unidirektionalen Faser-
lagen bestehen, weshalb für den Tränkungsvorgang ein Harz mit einer niedrigen Viskosität zu 
verwenden ist. Außerdem sollten hinsichtlich der erforderlichen Einbauzeit Systeme mit mög-
lichst langen Topfzeiten genutzt werden. 
Als Oberflächenvorbehandlung ist in Abhängigkeit des Zustandes der Hohlsteife ein Strahlver-
fahren zur Korrosionsentfernung und zum Aufrauen vorgesehen. So soll die Anbindung des CFK 
an den Stahl sichergestellt werden. Für das Einbringen kommt ein Einziehverfahren zur Anwen-
dung, bei dem das gesamte, getränkte C-Faser-Paket von einem Ende zum anderen durch die 
Hohlsteife gezogen wird. Dies soll mit einer Seilwinde realisiert werden, wobei ggf. eine Schutz-
schicht um das Faserpaket integriert werden muss, um Schädigungen durch die Reibung zu ver-
hindern. Dafür kommen einfache Filz- oder Glasfaserlagen infrage. Für einen optimierten Ver-
bund können die Fasern nach dem Einziehen mit einer Walze zusätzlich angepresst werden. 
Die ursprüngliche Idee sah vor, die Verstärkung zusammen mit einem Inliner im Inversionsver-
fahren in die Hohlsteife einzubringen. Die aus der Rohrsanierung stammende Methode wird 
genutzt, um beschädigte Rohre zu reparieren und entstandene Risse und Undichtigkeiten wieder 
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zu verschließen. Der Inliner ist dabei ein mit Harz getränkter Nadelfilzschlauch, der über Druck 
in das zu sanierende Rohr eingestülpt wird und die neue Innenwand bildet (siehe Abb. 2-8 a). 
Die Ausführung erfolgt i.d.R. aber ohne Faserverstärkung, da keine Tragfähigkeitserhöhung 
notwendig ist. Für die Hohlsteifen könnte so eine zusätzliche Abdichtung bzw. ein Korrosions-
schutz geschaffen werden. In im Rahmen eines Forschungsprojektes geführten Einbringversu-
chen ist es jedoch nicht gelungen, den Inliner inklusive des CFK definiert einzubringen. Es kam 
zur Torsion des Schlauches, sodass sich die C-Fasern nicht durchgängig an der Unterseite der 
Hohlsteife befanden (siehe Abb. 2-8 b). So wurde die zuvor beschriebene Variante mit dem un-
ten liegenden CFK-Band weitergehend untersucht. Die Abdichtung durch einen unverstärkten 
Inliner bleibt je nach Bedarf dennoch möglich, da sie auch nachträglich erfolgen kann. Dieser hat 
dann jedoch keinerlei die Tragfähigkeit betreffende Wirkung, weshalb er in den weiteren Be-
trachtungen unberücksichtigt bleibt. Im folgenden Kapitel werden die Eigenschaften von Koh-
lenstofffasern und CFK detailliert beleuchtet.  
a)  b)  
Abb. 2-8: a) Prinzipdarstellung des Inversionsverfahrens [46] . b) Tor-
dierter Schlauch mit CFK (schwarz) während des Inversionsvorganges 
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3 Faser-Kunststoff-Verbunde (FKV) 
Die Faserverbundbauweise hat sich der Mensch in der Natur abgeschaut. So ist z.B. Holz nichts 
anderes als ein Verbund aus hochfesten Fasern mit einer sie umgebenden Matrix. Die Idee da-
hinter ist, zwei schwache Bestandteile, die einzeln betrachtet nur geringe Kräfte aufnehmen 
können, in einem Verbund zusammenzuführen, in dem sich die Komponenten optimal ergänzen. 
Die Einsatzgebiete der FKVs sind vor allem im industriellen Leichtbau zu finden, wo sie die kon-
ventionellen, unverstärkten Kunststoffe und Metalle nach und nach ersetzen. 
3.1 Verstärkungsfasern 
Es gibt eine Vielzahl von Fasern mit unterschiedlichen Eigenschaften, die zur Verstärkung in 
Kunststoffen eingesetzt werden können. Einige Beispiele finden sich bei Naturfasern (Wolle, 
Flachs, Hanf), organischen Fasern (Kohlenstoff, Aramid, Polyethylen) oder anorganischen Fasern 
(Glas, Basalt). Da sie hohe Steifigkeiten und Festigkeiten besitzen, liegt ihre Aufgabe darin, die 
auftretenden Lasten zu übernehmen. Die Durchmesser einer Einzelfaser betragen je nach Mate-
rial 3-25 μm. Hierbei kommt der sogenannte Größeneffekt zur Geltung, der beschreibt, dass eine 
höhere Festigkeit erreicht wird, wenn die Faser möglichst dünn ist [47]. Dies hängt damit zu-
sammen, dass die Zahl der Fehlstellen bei Fasern mit immer kleinerem Durchmesser statistisch 
gesehen abnimmt. Im Vergleich zu üblichen Baustoffen wie Holz oder Stahl haben die Verstär-
kungsfasern eine geringe Dichte und werden daher vor allem im Leichtbau eingesetzt. Abb. 3-1 
zeigt die auf die Dichte bezogenen, spezifischen Steifigkeiten und Zugfestigkeiten verschiedener 
Materialien. Von den Endlosfasern werden üblicherweise mehrere 1000 Stück zu einem Roving 
zusammengefasst. Diese können so verwertet oder für die Zusammenstellung von Geweben, 
Matten u.v.m. verwendet werden. Auch die Weiterverarbeitung zu Kurzfasern ist möglich. 
3.1.1 Kohlenstofffasern 
Die Verstärkungsfasern mit den besten mechanischen Eigenschaften sind die Kohlenstofffasern 
(C-Fasern). Aufgrund der verschiedenen Ausführungsmöglichkeiten beim Herstellungsprozess 
lässt sich ein sehr breites Spektrum an Fasertypen mit unterschiedlichen Steifigkeits- und Fes-
tigkeitswerten abdecken. Das zurzeit meist verwendete Herstellungsverfahren basiert auf der 
Pyrolyse der Textilfaser Polyacrylnitril (PAN), d.h. bei hohen Temperaturen kommt es zu einer 
Spaltung der organischen Verbindungen, sodass weitestgehend nur der Kohlenstoffanteil ver-
bleibt. Eine weitere Möglichkeit zur Gewinnung von C-Fasern ist die Herstellung auf Basis von 
Steinkohlen- oder Petroleumpech (Mesophase Pitch (MPP)). 
Das Verfahren für PAN-basierte Kohlenstofffasern unterteilt sich in mehrere Stufen. Schon beim 
Spinnen der PAN-Faser erfolgt eine starke Orientierung der Graphitebenen. Daraufhin muss die 
Faser zunächst unter Temperaturen von 180-350 °C stabilisiert werden, um eine unschmelzbare 
Struktur zu erhalten. In einem zweiten Schritt kommt es zur Carbonisierung bei 1500 °C, nach 
der bei einem Masseverlust von ca. 50 % ein Kohlenstoffanteil von 96-98 % vorliegt. Hierbei 
können hochfeste Fasern (HT) gefertigt werden. Eine weitere Steigerung der Temperatur auf bis 
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zu 3000 °C (Graphitisierung) hat zur Folge, dass sich die Steifigkeiten bis hin zu ultra-
hochmoduligen Fasern (UHM) mit E-Moduln über 400.000 N/mm² weiter erhöhen lassen, die 
Zugfestigkeiten dabei aber sinken. Die maximal erreichbaren Kennwerte sind allerdings auch 
abhängig von der Orientierung der Ausgangsfaser sowie von der Streckung während der einzel-
nen Prozessschritte. Je höher diese sind, desto stärker fallen die Orientierung und die Bindung 
der Graphitebenen untereinander parallel zur Faserachse aus [48]. Durch die Bindungsenergien 
sind in Faserrichtung theoretisch E-Moduln von 1.050.000 N/mm² und Zugfestigkeiten von 
100.000 N/mm² möglich, welche aber aufgrund von real vorhandenen Fehlstellen kaum zu er-
reichen sind (siehe Abb. 3-2). In der Querrichtung sind die Maximalwerte dagegen deutlich nied-
riger, was zu einem stark anisotropen Verhalten führt. 
 
Abb. 3-1: Vergleich verschiedener Materialien – gewichtsbezogene Eigenschaftswerte [49] 
 
Abb. 3-2: Struktur des Graphitkristalls [50] 
Der Beginn der Herstellung von C-Fasern aus Pech resultierte aus dem sehr preiswerten Aus-
gangsstoff, bei dem zusätzlich eine höhere Kohlenstoffausbeute als beim PAN-basierten Verfah-
ren möglich ist. Bei hohen Temperaturen geht das Pech in eine Flüssigkristallphase (Mesophase) 
über, aus der im Schmelzspinnverfahren die Fasern gewonnen werden. Die weiteren Schritte 
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ähneln den zuvor bei der PAN-Faser beschriebenen. Der Nachteil in der Herstellung liegt vor 
allem im erhöhten Aufwand für Reinigung und Aufbereitung des Pechs sowie in der Produkti-
onsgeschwindigkeit, die durch das spröde und leicht zerbrechliche Verhalten der Pechfasern vor 
dem Stabilisieren begrenzt ist [51]. Die aktuellen Produktionskapazitäten liegen deutlich unter 
denen der PAN-Faser und beschränken sich auf drei Hersteller weltweit [52]. Zwar lassen sich 
auf Pechbasis um einiges größere E-Moduln erzielen, aber hinsichtlich Zugfestigkeit und Bruch-
dehnung weisen die PAN-Fasern für die meisten Anwendungen die günstigeren Werte auf. Zu-
dem ist auch die Druckfestigkeit niedriger, da die Vernetzungen zwischen den Graphitebenen 
geringer sind [53]. In Abb. 3-3 sind die zu erreichenden Eigenschaften in Abhängigkeit vom Grad 
der Carbonisierung bzw. Graphitisierung aufgezeigt. Die pechbasierte Faser „K13D2U“ von Mit-
subishi ist mit einem E-Modul von 935.000 N/mm² zurzeit die hochmoduligste Faser auf dem 
Markt. Die PAN-Faser „T1000G“ von Torayca weist mit einer Zugfestigkeit von 6.370 N/mm² hier 
den größten Wert auf. 
 
Abb. 3-3: Abhängigkeit der Zugfestigkeit und des E-Moduls bei C-Fasern auf PAN-Basis (links) bzw. Pech-Basis 
(rechts) von der Prozesstemperatur [54] 
Die Bruchspannung der Fasern kann durch Defekte und Unregelmäßigkeiten im Querschnitt 
sehr stark streuen. Ein Parameter zur Beurteilung dieser Streuung ist der Weibullmodul [49]. Je 
größer dieser Wert ist, desto geringer sind die Abweichungen bei den Festigkeitswerten. In [55] 
wurden die Zugfestigkeiten u.a. von HT-Fasern auf PAN-Basis und von UHM-Fasern auf Pechba-
sis ermittelt und hinsichtlich der Streuung untersucht. Die Pech-Fasern wiesen dabei einen klei-
neren Weibullmodul und einen anderen den Bruch auslösenden Defekt auf als die PAN-Fasern. 
So wurde das Versagen bei letzteren durch Fehlstellen an der Oberfläche initiiert, während es 
bei den pechbasierten Fasern von Lücken zwischen den Graphitebenen im Inneren ausging. 
Die Vorteile von Kohlenstofffasern liegen jedoch nicht nur in der Erzielung extrem hoher Festig-
keiten und Steifigkeiten. Durch das Herstellungsverfahren lassen sich die Eigenschaften sehr gut 
einstellen und können so je nach Anforderung optimal genutzt werden. Auch bei dynamischer 
Belastung können C-Fasern mit ihrer sehr guten Ermüdungsfestigkeit vielfältig eingesetzt wer-
den. Sie verhalten sich tendenziell nicht linear elastisch, sondern weisen einen progressiven 
Verlauf auf, d.h. mit zunehmender Spannung steigt die Steifigkeit [56]. Ein wesentlicher Grund 
für den Einsatz von C-Fasern liegt in der geringen Dichte von ca. 1,80-2,10 g/cm³ und dem damit 
verbundenen, geringen Eigengewicht, das in die Konstruktion eingebracht wird. Das anisotrope 
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Verhalten betrifft auch die Wärmeausdehnung, die in Faserrichtung minimal negativ (-1·10-6 K-1) 
ist und quer zur Faser bei mindestens +7·10-6 K-1 liegt.  
Auch wenn die Vorteile je nach vorgesehener Anwendung überwiegen, sind die Nachteile nicht 
außer Acht zu lassen. Vor allem die gegenüber der Zugfestigkeit niedrigere Druckfestigkeit ist 
ein wichtiges Kriterium bei der Planung und Konstruktion mit C-Fasern. Die Auslegung der La-
minate erfolgt daher nicht zwingend bis zur maximal aufnehmbaren Zugspannung, sondern hat 
die Ausgewogenheit der Eigenschaften zum Ziel. Die bei zunehmender Steifigkeit immer gerin-
ger werdende Bruchdehnung ist nicht für alle Anwendungen geeignet. Diese beginnt bei den 
UHM-Fasern bei nur 0,3 %, was keine großen Verformungen zulässt. Für die HT-Fasern sind 
dagegen auch Bruchdehnungen von über 2,0 % einstellbar. Der wesentliche Nachteil gegenüber 
anderen Baumaterialien ist aber der hohe Beschaffungspreis der C-Fasern, der mit zunehmen-
dem E-Modul steigt. 
Die thermische Beständigkeit der C-Fasern ist sehr gut, sodass es erst ab 400 °C zu Festigkeits-
verlusten kommt [57]. Dazu besitzen sie auf Grund des hohen Kohlenstoffanteils eine gute Wär-
meleitfähigkeit. Ihre ebenfalls gute elektrische Leitfähigkeit führt zu dem Nachteil, dass es in 
Gegenwart eines Elektrolyten zur galvanischen Korrosion mit einigen Metallen kommen kann. 
Untersuchungen haben dies bestätigt, aber auch gezeigt, dass die Auswirkungen mit einer min-
destens 0,25 mm starken Epoxidharzschicht deutlich reduziert werden können [58]. Andernfalls 
sollte eine elektrische Isolation vorgesehen werden. Des Weiteren sind Kohlenstofffasern che-
misch sehr beständig und größtenteils wartungsfrei. 
3.1.2 Weitere Fasern 
Da im Rahmen der weiteren Untersuchungen Kohlenstofffasern verwendet wurden, soll auf die 
anderen gebräuchlichen Fasertypen nur kurz eingegangen werden. 
 Glasfasern 
Glasfasern sind die am häufigsten verwendeten Verstärkungsfasern, vordergründig da sie sehr 
kostengünstig sind. Sie beruhen auf einer anorganischen Basis und bestehen aus den Oxiden 
verschiedener Elemente wie z.B. Silizium, Aluminium, Bor oder Calcium. Im Gegensatz zu den 
C Fasern sind sie isotrop, d.h. dass sie in und quer zur Faserlängsrichtung gleiche Materialeigen-
schaften besitzen. Ebenso ist die Wärmeausdehnung gleichmäßig mit dem Koeffizienten +5·10-6 
K-1. Bei den gebräuchlichen E-Glas-Fasern liegen der E-Modul bei ca. 70.000 N/mm² und die Zug-
festigkeit zwischen 2.000-3.500 N/mm². Damit weisen sie nur ein Drittel der Steifigkeit von 
Stahl auf, können aber größere Kräfte bei sehr viel kleinerem Eigengewicht aufnehmen, da ihre 
Dichte bei nur 2,60 g/cm³ liegt. Das Spannungs-Dehnungs-Verhalten gestaltet sich linear-
elastisch mit einem spröden Versagen und einer Bruchdehnung von 3-4,8 %. Weitere Ausfüh-
rungen können der einschlägigen Literatur, z.B. [51] oder [59], entnommen werden. 
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 Aramidfasern 
Aramidfasern sind aromatische Polyamide, die aus einer Lösung zu hochkristallinen und stark 
orientierten Fasern versponnen werden. Mit einer Dichte von 1,45 g/cm³ sind sie die leichtesten 
Verstärkungsfasern. In der Praxis werden vor allem die Hochmodultypen eingesetzt, deren 
E-Modul bei etwa 130.000-170.000 N/mm² liegt und somit deutlich höher als der der Glasfaser, 
aber auch geringer als der der Kohlenstofffaser ist. Die Zugfestigkeit beträgt etwa 2.900 N/mm². 
Die herausragend hohe Zähigkeit, die einen hohen Widerstand gegen Rissausbreitung und 
Schlagbelastung bietet, ist gleichzeitig ein Nachteil, denn die Verarbeitung der Fasern ist nur mit 
speziellen, mikroverzahnten Scheren möglich. Es ist zu beachten, dass Aramidfasern zur Feuch-
tigkeitsaufnahme neigen und nicht UV-beständig sind. 
3.2 Polymeres Matrixsystem 
So überzeugend die Eigenschaften der Kohlenstofffasern auch sein mögen, kann ohne die Matrix 
kein Faserverbundwerkstoff entstehen. Sie umgibt die Fasern, stellt die Formhaltigkeit sicher 
und muss die Kräfte in den Verbund ein- sowie von Faser zu Faser weiterleiten. Dafür sind gute 
Haftungseigenschaften unabdingbar. Ohne ein funktionierendes Matrixsystem könnten die ho-
hen Festigkeiten und Steifigkeiten der Fasern nicht ausgenutzt werden. Während diese vor allem 
die mechanischen Lasten bei Zugbeanspruchungen übernehmen, ist die Matrix zur Aufnahme 
von Schubkräften und Einwirkungen quer zur Faserrichtung erforderlich. Außerdem dient sie 
der Fixierung und Stabilisierung der Fasern und soll z.B. ein Ausknicken bei Druckbeanspru-
chung verhindern. Auch der äußere Schutz wird durch die Matrix gewährleistet. Trotz dieser 
mitunter sehr wichtigen Aufgaben, bildet die Matrix meistens den Schwachpunkt, da ihre me-
chanischen Eigenschaften unterhalb denen der Fasern liegen. 
Als Kunststoffe für die Matrix kommen vor allem Thermoplaste und Duroplaste in Frage. Elas-
tomere werden aufgrund ihrer geringen Steifigkeit höchstens für nur auf Zug belastete Bauteile 
eingesetzt. Thermoplaste haben den Vorteil, dass sie unter Wärmeeinfluss plastisch verformt 
werden können. Dies beruht allein auf physikalischen Einwirkungen, ohne dass eine chemische 
Reaktion stattfindet. Das Schweißen und Zusammenführen mehrerer Bauteile ist dadurch ge-
nauso einfach möglich wie ein Recycling von genutzten Kunststoffen. Allerdings neigen sie auch 
zu erhöhtem Kriechen. Zu ihrer Gruppe gehören z.B. Polypropylen (PP), Polyamid (PA) oder 
Hochleistungsthermoplaste wie Polyphenylensulfid (PPS). Letztere kommen vor allem in der 
Luft- und Raumfahrtindustrie zum Einsatz, da sie neben guten mechanischen Eigenschaften auch 
eine hohe Temperaturbeständigkeit und eine geringe Feuchtigkeitsempfindlichkeit bieten. 
Die Duroplaste sind die am häufigsten als Matrixsystem verwendeten Kunststoffe. Die Aushär-
tung gelingt durch die genau definierte Zugabe eines Härters zu einem Reaktionsharz. Die da-
durch ausgelöste chemische Reaktion führt zu einer räumlich engmaschigen Vernetzung der 
Molekülketten. Sie kann je nach Harzsystem durch Wärmeeintrag oder Strahlung gestartet bzw. 
beschleunigt werden. Aufgrund der starken Vernetzung besitzen Duroplaste hohe E-Moduln, 
sehr gute thermische und chemische Beständigkeit und nur eine geringe Kriechneigung. Sie sind   
so gut wie nicht verformbar, unschmelzbar, unlöslich und nicht schweißbar. Nachteilig wirkt 
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sich das eher spröde Bruchversagen aus, welches jedoch durch Additive verbessert werden 
kann. Als gängige Harzsysteme werden in erster Linie Epoxidharze (EP), ungesättigte Polyester-
harze (UP) und Vinylesterharze (VE) eingesetzt. Auf erstere soll im Folgenden noch etwas ge-
nauer eingegangen werden, da sie für die in dieser Arbeit untersuchte Anwendung die größte 
Rolle spielen. 
3.2.1 Epoxidharze 
Epoxidharze werden vor allem bei hochbeanspruchten Bauteilen verwendet. Die Gründe liegen 
darin, dass sie sehr gute mechanische Eigenschaften besitzen und gegenüber den anderen Harz-
systemen relativ teuer sind. Die Einstellmöglichkeiten sind vielfältig und auf die Anforderungen 
anpassbar. Je nach Harz und dem dazu verwendeten Härter sind unterschiedliche Topfzeiten 
von wenigen Minuten bis hin zu mehreren Stunden möglich. Für die Verarbeitung lassen sich 
sehr niedrigviskose EP-Harze herstellen, die eine vollständige Tränkung der Fasern vor allem 
bei Verfahren wie der Vakuuminfusion gewährleisten. Es ist zu beachten, dass die chemische 
Reaktion exotherm verläuft und es bei großen Harzansätzen zu einer starken Wärme- und mög-
licherweise Brandentwicklung kommen kann. 
Bei der Aushärtung von Epoxidharzen wird zwischen kalt- und warmhärtenden Systemen un-
terschieden. Eine stärkere Vernetzung und damit höhere mechanische Festigkeiten werden bei 
einer Aus- bzw. Nachhärtung unter Temperatur („Tempern“) erreicht. Dazu kommt, dass die 
Glasübergangstemperatur Tg mit einem nachträglichen Temper-Vorgang deutlich erhöht werden 
kann. Diese beschreibt diejenige Temperatur, bei der starke Eigenschaftsänderungen die Folge 
des Übergangs vom energieelastischen in den entropieelastischen Bereich sind (siehe Abb. 3-4). 
Sie kennzeichnet damit den thermischen Einsatzbereich, da es beim Erreichen von Tg zu starken 
Reduzierungen der Steifigkeiten und Festigkeiten kommt.  
 
Abb. 3-4: Darstellung der Bereiche einer Schubmodul-Temperatur-Kurve [60] 
Die EP-Harze weisen ausgezeichnete Haftungs- und Klebeigenschaften auf, weshalb sie vor allem 
für Kohlenstofffasern als Matrix verwendet werden. Diese sind meist mit einer Schlichte überzo-
gen, die in Verbindung mit UP-Harzen zu unzureichenden Haftungen führt [60]. Außerdem ist 
die Schwindung bei EP-Harzen infolge der chemischen Reaktion sehr gering und lässt eine maß-
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genaue Fertigung von Bauteilen zu. Beides zusammen ergibt wiederum sehr gute Ermüdungsfes-
tigkeiten.  
Nachteilig wirkt sich aus, dass EP-Harze nur bedingt UV-beständig sind. Diesem Umstand kann 
allerdings mit Harzzusätzen entgegengewirkt werden [53]. Außerdem neigen die Duroplaste auf 
Epoxidharzbasis zur Feuchtigkeitsaufnahme, was die mechanischen Eigenschaften und die Glas-
übergangstemperatur heruntersetzt [61].  
3.3 Eigenschaften von FKVs 
Nachdem die einzelnen Komponenten beschrieben wurden, soll im Folgenden näher auf den 
Verbundwerkstoff eingegangen werden. Das Hauptaugenmerk liegt hierbei auf CFK, wobei viele 
Ausführungen gleichermaßen auch für andere FKVs gelten. 
3.3.1 Laminataufbau und mechanische Kennwerte der UD-Schicht 
Die Matrix und die darin eingebetteten Fasern bilden zusammen eine Einzelschicht, in der die 
Inhomogenität der Einzelkomponenten aufgelöst wird und ihre Eigenschaftswerte als über die 
Querschnittsfläche einheitlich verteilt betrachtet werden. Dabei sind die Fasern in eine Richtung 
orientiert, d.h. sie verlaufen unidirektional (UD). Mehrere Einzelschichten, bei denen die Aus-
richtung beliebig gewählt werden kann, ergeben einen Mehrschichtenverbund bzw. ein Laminat 
(siehe Abb. 3-5). Sie sind über die Matrix schubfest miteinander verbunden, sodass es bei Belas-
tung zu keiner Relativverformung zwischen den Schichten kommt. 
 
Abb. 3-5: Unidirektionale Schicht (a); Laminat aus drei Einzelschichten (b) [60] 
Ein Laminat ist möglichst symmetrisch aufzubauen, sodass gleiche Schichten bzw. Lagen densel-
ben Abstand von der Mittellinie haben. Übliche Ausrichtungen, die sich gegenseitig ausgleichen 
sollten, sind dabei 0°, 90°, ±45° und ±60°. Die Auswahl der Lagen folgt den zu erwartenden Be-
lastungsrichtungen, sodass alle einwirkenden Kräfte aufgenommen werden können. Abb. 3-6 
zeigt die Zugmoduln und –festigkeiten für verschieden orientierte Mehrschichtverbunde in Ab-
hängigkeit von der Beanspruchungsrichtung. Daraus geht auch hervor, dass für den Fall der ein-
deutig vorgegebenen Belastungsrichtung UD-Laminate verwendet werden können.  
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Abb. 3-6: Vergleich von mechanischen Kennwerten spezifischer Laminate in Abhängigkeit von Beanspru-
chungsrichtung und Faserorientierung [62] 
Die Eigenschaften von Faser-Kunststoff-Verbunden – wie z.B. Festigkeit, Steifigkeit oder Tempe-
raturverhalten – hängen von den Eigenschaften der verwendeten Komponenten und ihrem 
Mengenverhältnis zueinander ab. Dieses wird durch den relativen Faservolumenanteil φ (FVA) 
ausgedrückt. In erster Linie ist für den Entwurf eines Laminates zwar die Fasermenge von Be-
deutung, um aber auch ausgehend von der Gesamtdicke eines Bauteils den benötigten Anteil an 
Fasern zu bestimmen, ist φ ein wichtiger Parameter. Er berechnet sich über das Volumen bzw. 
über die Fläche oder über die Dicke zu: 
   
      
        
 
      
        
  
      
        
 (3.1) 
Die Bestrebung ist, den Matrixanteil möglichst gering zu halten. Als Richtwert haben sich Faser-
anteile von φ = 0,60 als günstig ergeben, welche allerdings vom Fertigungsverfahren abhängen. 
So lassen sich mit dem manuellen Handlaminieren kaum größere Werte als φ = 0,40 erreichen. 
Eine Obergrenze liegt bei etwa 65 %, da noch geringere Matrixanteile dazu führen, dass die Fa-
sern nicht vollständig benetzt und somit nicht optimal verklebt sind [60]. 
Der Einfluss des FVA wurde in experimentellen Untersuchungen belegt [56]. Die Erkenntnis, 
dass der E-Modul einer UD-Schicht vom FVA abhängt, kann mit den bekannten Zusammenhän-
gen nach dem Elastizitätsgesetz hergeleitet werden. Je mehr Fasern im Verbund vorhanden sind, 
desto größer ist auch der E-Modul. Unter der Voraussetzung von linearem Verhalten und ein-
heitlicher Dehnung und Kraft im Verbund kann geschrieben werden: 
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                            (3.2) 
         (3.3) 
                                  (3.4) 
                          (3.5) 
                 (3.6) 
mit den Indizes V – Verbund 
 f – Faser 
 m – Matrix 
 
Es ergibt sich eine Mischungsregel, mit der der E-Modul der UD-Schicht über die mit dem FVA 
gewichteten E-Moduln der Komponenten Faser und Matrix berechnet werden kann. Diese Ver-
einfachung wurde auch durch FE-Berechnungen verifiziert [63]. In neueren Versuchen konnte 
nicht nur die Abhängigkeit hinsichtlich des E-Moduls und der Zugfestigkeit bestätigt, sondern 
auch der Zusammenhang bei dynamischer Belastung beleuchtet werden [64; 65]. Ein proportio-
nales Verhältnis zwischen FVA und Steifigkeit wurde dabei allerdings nicht erreicht. Es wurde 
festgestellt, dass das Bruchbild in Längsrichtung unabhängig vom FVA ist. Bei Betrachtung von 
Laminatausrichtungen von 90° kam es dagegen bei kleineren Werten für φ zum Versagen inner-
halb der Matrix und bei größeren zum Bruch bzw. Ausbrechen der Fasern. 
Auch für den E-Modul senkrecht zur Faserrichtung gibt es theoretische Berechnungsansätze, 
welche ebenfalls eine Mischungsregel ergeben. Hierbei ist die Bedingung, dass eine Reihenschal-
tung von Federn zwischen Fasern und Matrix vorliegt und die Verbunddehnung der Summe aus 
deren Einzeldehnungen entspricht. Letztlich kann E⏊ bestimmt werden zu: 
   
  
    
  
 
      
  
     




Da dieses Modell bei höheren Faservolumenanteilen von experimentell ermittelten Werten ab-
weicht, hat PUCK [66] eine semi-empirische Gleichung entwickelt, die für alle Bereiche gute 
Übereinstimmungen liefert. Weiterhin ist für den Quer-Längs-Schubmodul eine semi-empirische 
Gleichung von FÖRSTER/KNAPPE [67] veröffentlicht worden. 
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3.3.2 Klassische Laminattheorie 
Die mechanischen Eigenschaften eines Mehrschichtenverbundes als Scheibenelement können 
über eine Zusammenführung der Elastizitätsgesetze der Einzelschichten mithilfe der klassischen 
Laminattheorie bestimmt werden. Außerdem lassen sich darüber die Verzerrungen und Span-
nungen der einzelnen Schichten berechnen. Da Dünnwandigkeit angenommen wird, kann der 
ebene Spannungszustand vorausgesetzt werden, bei dem die Anteile in Dickenrichtung entfallen. 
Aufgrund der Fasereigenschaften und ihrer definierten Orientierung ist eine UD-Schicht stets 
orthotrop. Daraus resultiert, dass keine Dehnungs-Schiebungs-Kopplung auftritt, d.h. die Nor-
malspannungen σ1 und σ2 erzeugen keine Schiebung γ21 und die Schubspannungen τ21 keine 
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  (3.11) 
mit Steifigkeitsmatrix [Q] = [Q0°] 
 
 
Die beiden Querkontraktionszahlen ν⏊∥ und ν∥⏊ sind nicht voneinander unabhängig. Ihre Bezie-
hung kann folgendermaßen beschrieben werden: 
   
  
 
   
  
 (3.12) 
Für die mechanischen Kennwerte eines gesamten Laminates müssen die Matrizen der UD-
Schichten zusammengeführt werden. Bei Laminaten, die aus Einzelschichten verschiedener Fa-
serorientierungen bestehen, sind die Spannungen/Verzerrungen bzw. Steifigkeiten/Nachgiebig-
keiten auf die Hauptachsen x,y zu transformieren. Da in dieser Arbeit ausschließlich in bzw. 
senkrecht zur Belastungsrichtung orientierte UD-Schichten (0°/90°) betrachtet werden, wird 
die Polartransformation nur teilweise behandelt. Für die vollständige Beschreibung sei stattdes-
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sen auf die einschlägige Literatur verwiesen [60]. Das auf die Hauptachsen x,y bezogene Elastizi-




   
   
            
            
            
   
  
  
   
  (3.13) 
Besteht das Laminat nur aus in einer Richtung (0°) orientierten UD-Schichten kann die Steifig-
keitsmatrix aus Gleichung (3.11) ohne Transformation übernommen werden, da sich das Koor-
dinatensystem nur in der Bezeichnung von 1,2 auf x,y ändert. Verlaufen die UD-Schichten hinge-
















         
      
         
 
      
         
  
         
 











   
  (3.14) 
Die einzige Änderung besteht entlang der Hauptdiagonalen mit dem Austausch der WerteQ11 
undQ22. Die Steifigkeitsmatrix des gesamten Laminates (gekennzeichnet durch ^) ergibt sich 
unter Berücksichtigung der Schichtdicken durch Aufsummieren der Einzelschichten: 
 
   
   












         
 
   
         
 
   
         
 
   
        
 
   
         
 
   
         
 
   
        
 
   
         
 
   
         
 










   
   
   
  (3.15) 
Die mechanischen Eigenschaften eines Laminates ergeben sich immer aus dem Zusammenspiel 
von Fasern und Matrix. Dabei ist schon während der Herstellung auf ein exaktes Verlegen der 
Fasern zu achten, da Welligkeiten und Fehlorientierungen die elastischen Eigenschaften – vor 
allem von UD-Laminaten – reduzieren [68]. Wie zuvor bereits geschildert, stellt die Matrix i.d.R. 
die Begrenzung der aufnehmbaren Kräfte dar, ist aber andererseits unerlässlich für die Ausnut-
zung der Fasereigenschaften. Die Bündelfestigkeit eines Rovings kann durch eine ihn umgeben-
de Matrix deutlich erhöht werden, da die Spannungen beim Riss einer Einzelfaser über Schub-
kräfte an der Grenzfläche an die anderen Fasern übertragen werden. Daher ist die Auswahl einer 
geeigneten Matrix von besonderer Bedeutung. Hierbei ist darauf zu achten, dass ihre Bruchdeh-
                                                             
2 Die Nummerierung erfolgt auf Basis des dreidimensionalen Elementes. Da alle Spannungen bezüglich der 
Dickenrichtung z jedoch zu Null gesetzt sind, entfallen die entsprechenden Anteile (Zeilen und Spalten 3, 
4, 5).  
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nung deutlich größer ist als die der Fasern, damit deren Festigkeit in vollem Umfang ausgenutzt 
werden kann, bevor es zum Versagen in der Matrix kommt [69]. 
3.3.3 Bruchverhalten 
Beim CFK, respektive bei FKVs, existieren verschiedene Versagensmechanismen. Als oberste 
Einteilung kann zwischen Faserbruch und Zwischenfaserbruch unterschieden werden. Ersterer 
gilt als nicht tolerierbar, da die maximale Festigkeit überschritten wird. Zwischenfaserbrüche 
müssen dagegen noch nicht zum Versagen des Laminates führen. Die Bruchmodi und die dazu-
gehörigen Beanspruchungen sind in Abb. 3-7 dargestellt. Im Folgenden werden die einzelnen 
Bruchmechanismen kurz vorgestellt. Für weitergehende, detaillierte Ausführungen sei auf die 
spezifische Literatur (z.B. [60], [70]) verwiesen. 
 
Abb. 3-7: Versagensrelevante Beanspruchungen und Bruchmechanismen [70] 
3.3.3.1 Faserbruch 
Unter Faserbruch ist das Zerreißen oder Brechen von Fasern zu verstehen. Dabei handelt es sich 
i. Allg. nicht um das Versagen einzelner Fasern, sondern um ganze Faserbündel, die der Belas-
tung gleichzeitig nachgeben. Diese Versagensform entspricht einem Totalversagen, da die hohen 
auftretenden Spannungen nicht mehr umgelagert werden können. Zu unterscheiden ist beim 
Faserbruch, ob er durch eine Längszug- oder Längsdruckbeanspruchung auftritt. 
Ein Zugfaserbruch verläuft sukzessiv, da erste Filamente je nach Festigkeit der Fasern bereits ab 
etwa 50 % der Gesamtbruchlast reißen. Dieses Teilversagen kann sich im Zugversuch akustisch 
ankündigen und führt zu einer Abnahme der Laminatsteifigkeit. Der Grund dafür ist in der Fes-
tigkeitsstreuung der Fasern und in einer ungleichen Belastungsverteilung innerhalb des Lamina-
tes zu sehen. Wie bereits erwähnt, werden die daraus auftretenden Spannungserhöhungen 
durch den Verbund mit der Matrix an die benachbarten Fasern übertragen. Wird die Schubfes-
tigkeit (Haftung) an der Grenzfläche von Faser und Matrix überschritten, treten auch in der Mat-
rix Risse auf. Eine zu starke Haftung jedoch kann dazu führen, dass diese Risse auf Nachbarfa-
sern treffen und dort Spannungskonzentrationen hervorrufen, die ein vorzeitiges Versagen 
verursachen. Dies kann reduzierte Laminatfestigkeiten zur Folge haben [53]. 
Bei hohen Druckbeanspruchungen kommt es zum Druck-Faserbruch und damit zum Stabilitäts-
versagen. Neben dem globalen Knicken einer gesamten Struktur ist bei FKV auch ein mikrome-
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chanisches Kriterium zu betrachten. In den meisten Fällen ist die elastische Stützung der Matrix 
nicht ausreichend, um die Fasern am Ausknicken zu hindern. Der Idealfall ist ein reiner Faser-
bruch, der bei Fasern mit geringer Druckfestigkeit oder bei Matrizen mit hohem E-Modul auftre-
ten kann. Aufgrund von Imperfektionen im Laminat, die bei der Herstellung kaum zu verhindern 
sind, ist ein Versagen durch Mikroknicken oder Schubknicken aber wahrscheinlicher (siehe Abb. 
3-8). Ersteres beschreibt ein lokales Ausknicken der Fasern, das bei Matrizen mit niedrigem 
E-Modul und einer damit verbundenen geringen seitlichen Stützwirkung einhergeht. Beim zwei-
ten Fall entwickelt sich das Ausknicken stets in die gleiche Richtung, sodass die Nachbarfasern 
nach und nach versagen. 
Grundsätzlich gilt, dass die Faser bei einer wellenförmigen Knickfigur auf der Druckseite nach-
gibt [71]. Schon bei kleinen Faserfehlorientierungen im Laminat sinkt die Druckfestigkeit stark 
ab. Gleiches kommt vor, wenn die Lasteinleitung nicht exakt mittig ist. Da dies in der Praxis 
meist gegeben ist, kann die theoretische Druckfestigkeit kaum erreicht werden. Die ersten Be-
rechnungsmodelle zum Schubknicken entwickelte ROSEN [72]. Darauf aufbauend gab es mehrere 
Autoren, die sich mit dem mechanischen Bruchverhalten infolge einer Längsdruckbeanspru-
chung befassten [70; 73; 71; 74–78]. Mittlerweile können die zu erwartenden Bruchwinkel auch 
in Abhängigkeit der Faserfehlorientierung bzw. der Lastexzentrizität gut angenähert werden 
[79]. 
 
Abb. 3-8: Bruchmechanismen beim Faserbruch unter Längsdruckbeanspruchung [73] 
3.3.3.2 Zwischenfaserbruch 
Der Zwischenfaserbruch beschreibt ein Versagen der Matrix (Kohäsivbruch) bzw. der Faser-
Matrix-Grenzfläche (Adhäsivbruch). Er führt aber nicht unbedingt zu einem Totalversagen des 
Laminates, sondern kann je nach Fall durch Spannungsumlagerungen ausgeglichen werden. Der 
dabei entstehende Trennbruch verläuft über die gesamte Dicke mindestens einer UD-Schicht, 
wird aber je nach Laminataufbau am Rand durch anders orientierte Fasern abgestoppt. Zur Be-
schreibung der Zwischenfaserbrüche führte PUCK [70] drei Bruchmodi ein, die je nach einwir-
kender Belastung auftreten können (siehe Abb. 3-9). Die Besonderheit beim Zwischenfaserbruch 
liegt darin, dass die Wirkebene nicht zwingend mit der Bruchebene übereinstimmen muss, d.h. 
der Verlauf des Bruchs fällt nicht mit der Richtung der Belastung zusammen.  
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Abb. 3-9: Bruchmodi von Zwischenfaserbrüchen (aus [73] nach [70]) 
Zu Modus A gehören die Fälle des einzelnen Auftretens von σ⏊ bzw. τ⏊∥ sowie eine kombinierte 
Beanspruchung. Bei Querzug tritt das Problem auf, dass die Fasern als den Querschnitt reduzie-
rende Fehlstellen wirken und die Festigkeit der UD-Schicht deshalb unter der reinen Matrixfes-
tigkeit liegt. Werden solche Einwirkungen erwartet, sind die Faserorientierungen im Laminat 
entsprechend auszuwählen, um den Rissfortschritt auf einzelne UD-Schichten zu begrenzen. Bei 
reinen UD-Laminaten ist dies nicht möglich (siehe Abb. 3-10). Bei gleichzeitigem Auftreten einer 
Längsschubbeanspruchung können die τ-Spannungen erst in einem gewissen Abstand zu den 
Rissen aus Querzug wieder aufgenommen werden. 
 
Abb. 3-10: Auswirkungen eines Zwischenfaserbruchs infolge Querzug [80] 
Im Modus B ist die Schubbeanspruchung τ⏊∥ im Grunde die alleinige Ursache des Bruches. Die 
fasersenkrechte Druckbeanspruchung behindert diesen aber im Gegensatz zu Modus A. Durch 
das Zusammendrücken der entstehenden Risse kann die Schubkraft auch durch Reibung über-
tragen werden. Während Modus A und B fallweise noch tolerierbar sind, gilt dies für Modus C 
nicht. Bei diesem ist σ⏊ deutlich größer als τ⏊∥, sodass es zu einem keilförmigen Abscheren in-
nerhalb der UD-Schicht kommt, mit dem i.d.R. ein Totalversagen des Laminates einhergeht. Die-
ses ist Folge der plastischen Verformung der Matrix, die mithilfe von computergestützten, mik-
romechanischen Berechnungen gut vorhergesagt werden kann [81–83]. 
Im Spannungs-Dehnungs-Diagramm von FKVs sind Zwischenfaserbrüche im Zugversuch auffal-
lend zu erkennen. Bei Mehrschicht-Laminaten kommt es zu ersten, meist akustisch wahrnehm-
baren Rissen in den senkrecht zur Belastungsrichtung orientierten Lagen, die einen Steifigkeits-
verlust zur Folge haben. Die damit zusammenhängende Abflachung der Kurve wird auch als 
„Knie“ bezeichnet. Dass dabei irreversible Schädigungen im Laminat entstehen, lässt sich nach 
einer Ent- und wiederholten Belastung feststellen. Es treten zusätzliche Zwischenfaserbrüche 
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und ein neues „Knie“ auf, d.h. die Steifigkeit reduziert sich weiter (siehe Abb. 3-11). Bis zu einem 
endgültigen Versagen des Laminates, das sich durch Faserbruch auszeichnet, können die Zugfa-
sern aber noch große Kräfte aufnehmen. 
 
Abb. 3-11: Wiederholte Belastung eines Kreuzverbundes mit Steifigkeitsabsenkung [60] 
3.3.3.3 Delamination 
Eine Delamination ist ein flächiger Trennungsbruch zwischen einzelnen Laminatschichten. Sie 
wird durch Normalspannungen senkrecht zur Schichtebene oder durch Schubspannungen zwi-
schen den Schichten hervorgerufen. Diese werden daher interlaminare Spannungen genannt, 
obwohl sie genau genommen auch in die Schichten hineinwirken. In vielen Fällen ist ein Zwi-
schenfaserbruch der Auslöser für eine Delamination, da Risse in der UD-Schicht bis an die be-
nachbarten Lagen heranreichen und über Schubspannungen in diese eingeleitet werden müssen. 
Während Delaminationen bei transparenten GFK-Laminaten visuell erkannt werden können, ist 
dies bei CFK problematisch. Hier muss eine Untersuchung mithilfe von zerstörungsfreien Prüf-
methoden erfolgen. Da sie i.d.R. einem Totalversagen gleichkommen, sind Delaminationen vor 
allem bei beulgefährdeten und Querkraft-biegebelasteten Laminaten durch geeignete Maßnah-
men zu verhindern [60]. 
3.4 Verarbeitungsverfahren 
Es gibt zahlreiche Verfahren, mit denen FVK hergestellt werden können. Je nach Fasertyp, ver-
wendetem Harz und bevorstehender Anwendung wurden viele industrielle Verarbeitungsmög-
lichkeiten entwickelt. Im Folgenden soll nur auf zwei Standardverfahren eingegangen werden, 
die bei den in der Arbeit beschriebenen Versuchen zum Einsatz kommen. 
Handlaminieren 
Das Handlaminieren ist die einfachste Art ein Laminat herzustellen. Dabei wird eine Lage per 
Hand in einer Form oder auf einer glatten Oberfläche fixiert. Anschließend wird sie mit Harz 
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getränkt und etwaige Lufteinschlüsse oder Übermengen mit einer Rolle verteilt. Daraufhin kann 
die nächste Lage positioniert werden (siehe Abb. 3-12).  
Sinnvoll ist dieses Verfahren vor allem für kleine Serien und erste Versuchsaufbauten, denn die 
Variabilität ist sehr groß. Die Wirtschaftlichkeit ist aber aufgrund des hohen Personaleinsatzes 
bei nur geringer Stückzahl und schwer reproduzierbarer Qualität nicht gegeben. Mit dem Hand-
laminieren lassen sich auch nur geringe Faservolumenanteile von max. 40 % erreichen. 
 
Abb. 3-12: Schematische Darstellung des Handlaminierens [80] 
Infusionsverfahren (Handbuch FVK) 
Das Harzinfusionsverfahren ist prinzipiell die industrielle Weiterentwicklung des Handlaminie-
rens. Die Fasern werden als Matten oder Gelege trocken in die Form gelegt und über Druck oder 
unter Vakuum mit Harz getränkt. Auch eine Kombination beider Verfahren ist möglich. Der we-
sentliche Vorteil ist, dass eine gleichbleibende, hohe Qualität und eine höhere Fertigungsrate mit 
Faservolumenanteilen von bis zu 70 % erzielt werden können. 
Beim Infusionsverfahren unter Vakuum werden die Verstärkungsfasern mit einer Vakuumfolie 
abgedichtet und ein Unterdruck erzeugt. Dadurch tränkt das Harz die Fasern nach Beginn der 
Injektion. Der Vakuumanschluss liegt am Ende des Laminates, sodass das Harz durch das gesam-
te Faserpaket fließen kann (siehe Abb. 3-13). Für einfache Laminatplatten kann das Verfahren 
auch auf einer glatten Oberfläche angewandt werden. Das Resin Transfer Molding (RTM) arbei-
tet dagegen mit einem Überdruck, bei dem das Harz in die Fasern injiziert wird. 
3 Faser-Kunststoff-Verbunde (FKV) 
30 
 
Abb. 3-13: Schematische Darstellung des Vakuuminfusionsverfahrens [84] 
3.5 Anwendungen von CFK 
Industrielle Entwicklung 
Der Markt für Faserverbundkunststoffe ist zwar nur ein kleiner Teil der Kunststoff-Industrie, 
der lediglich 5 % ausmacht [80], nimmt aber aufgrund der praktizierten Hochleistungstechnolo-
gie einen besonderen Stellenwert ein. Vorangetrieben wird die Verwendung von CFK vor allem 
vom industriellen Sektor, vornehmlich der Luft- und Raumfahrt, in dem der Bedarf seit Jahr-
zehnten immer weiter ansteigt. Der wesentliche Grund dafür liegt in der massebezogenen Leis-
tungsfähigkeit gegenüber anderen Materialien, die z.T. nach und nach substituiert werden. Mit 
den veränderten Bedingungen auf den Weltmärkten, die zusätzliche Innovationen zur Umset-
zung von Ressourceneffizienz und Umweltbewusstsein erforderlich machten, hielten die FKVs 
auch in andere Bereiche Einzug. So sind weitere, große Branchen mittlerweile die Windenergie, 
die Automobilindustrie oder der Sport- und Freizeitbereich. Wie aus Abb. 3-14 ersichtlich wird, 
ist die Verwendung im Bauwesen noch ausbaufähig. Bisher sind die Anwendungen in diesem 
Bereich sehr limitiert. 
 
Abb. 3-14: CFK-Bedarf in Tsd. Tonnen nach Anwendungen (2014) [85] 
Der Bedarf in allen Branchen wird sich nach Ansicht verschiedener Studien in den nächsten Jah-
ren deutlich erhöhen. Bis 2030 sieht McKinsey eine gesteigerte Nachfrage von 53.000 Tonnen 
(2014) auf 500.000 Tonnen Kohlenstofffasern auf dem globalen Markt (vgl. [86]). Die Prognosen 
nach [85] gehen bis 2021 von einem durchschnittlichen Wachstum von 12 % jährlich aus, mit 
dem dann erstmals die Marke von 100.000 Tonnen erreicht werden könnte (siehe Abb. 3-15). 
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Allerdings sind solche Schätzungen auch mit Vorsicht zu betrachten. Der Composites-
Marktbericht 2014 [87] der gleichen Autoren wies noch einen deutlich geringeren Bedarf aus, 
nachdem sich das Vorjahreswachstum etwas reduziert hatte. 
 
Abb. 3-15: Globaler Bedarf an Carbonfasern in Tsd. Tonnen (Prognose ab 2015) [85] 
Insofern aber weitere Prozessoptimierungen für eine schnellere Verarbeitung erreicht werden 
können, wird vor allem die Automobilindustrie mit Hinblick auf Leichtbau-Elektrofahrzeuge ein 
starker Wachstumstreiber sein. Dazu hat auch die Luftfahrt weiterhin ein Interesse an vermehr-
ter Materialsubstitution. Bezüglich des Bauwesens sehen die Prognosen eine Verdoppelung des 
CFK-Einsatzes in den nächsten Jahren vor (siehe Abb. 3-16). Die globale Nachfragesteigerung 
soll nach [88] allerdings zu Engpässen in der Verfügbarkeit führen, da die Produktion nicht mit 
dem Wachstum mithalten kann. 
Dies wiederum würde höhere Beschaffungspreise nach sich ziehen, was jedoch bereits der we-
sentliche Nachteil von CFK ist. Derzeit machen die Materialkosten für Kohlenstofffaser und Harz 
etwa 50 % für ein Bauteil aus, welches insgesamt mindestens 6-mal so teuer ist wie ein äquiva-
lentes aus Stahl. Mit Prozessverbesserungen und günstigeren Rohmaterialien soll im 10-Jahres-
zeitraum eine Reduktion der Kosten für CFK-Bauteile um 30 % realistisch sein [89].  
 
Abb. 3-16: Prognose CFK-Bedarf in Tsd. Tonnen nach Anwendungen bis 2021 [85] 
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CFK im Bauwesen 
Kohlenstofffaserverstärkter Kunststoff (CFK) kommt heutzutage immer noch verhältnismäßig 
selten im Bauwesen zum Einsatz. Dies liegt im Wesentlichen an den gegenüber den üblichen 
Baustoffen hohen Materialkosten. Die Anwendungen sind auf wenige Einsatzbereiche begrenzt, 
bei denen vor allem die nachträgliche Verstärkung von Betonbauteilen eine übergeordnete Rolle 
spielt. Hierbei können schlaffe oder vorgespannte CFK-Lamellen zur Unterstützung von Decken 
und Balken verbaut werden. Außerdem ist es möglich, die Querkraftbewehrung durch geklebte 
Schublamellen oder Umwicklungen (bei Stützen) zu entlasten. Diese Verfahren werden auch 
vielfältig im Brückenbau eingesetzt (siehe z.B. [90–94]). Weitere Anwendungen stellt BERGMEIS-
TER [95] vor. 
Desweiteren wurden in den letzten Jahren Möglichkeiten zur Verwendung von CFK als Beweh-
rung im Beton untersucht [96; 97]. Der Vorteil liegt hierbei vor allem in der Korrosionsbestän-
digkeit, die CFK gegenüber Stahl aufweist. Demzufolge sind geringere Betondeckungen möglich, 
die ausschließlich die Tragfähigkeit sicherstellen müssen. Weiterhin sind die Zugfestigkeiten 
deutlich höher. 
Im Brückenbau kommen neben den bereits erwähnten Lamellen mehrere Anwendungszwecke 
infrage. CFK kann dabei ein Element in der Gesamtkonstruktion sein, der Hauptbestandteil oder 
glasfaserverstärkten Kunststoff (GFK) ergänzen. Die Zugeigenschaften können z.B. als Schrägka-
bel optimal ausgenutzt werden, wie bei einer Brücke in der Schweiz [98]. In Madrid wurde eine 
44 m lange Fußgängerbalkenbrücke vollständig aus CFK gefertigt (siehe Abb. 3-17). Bisher be-
ruhen jedoch viele Anwendungen auf dem Einsatz von GFK als Fahrbahnbelag in Hybridbauwei-
se mit Stahl (z.B. Fußgängerbrücke über die B106n bei Schwerin) oder als Komplettkonstruktion 
(z.B. Fußgängerbrücke über Bahngleise bei Kolding). 
a  b  c  
Abb. 3-17: a) CFK-Balkenbrücke in Madrid [99] . b) Stahl-GFK-Hybridbrücke bei Schwerin [100] . c) GFK-
Brücke in Kolding [101] 
3.6 CFK-Stahl-Verbund 
An Möglichkeiten, Stahl mit CFK zu verstärken, wird vor allem international seit längerem ge-
forscht. Gegenüber GFK bietet dieser einen deutlich größeren E-Modul, der dem des Stahls am 
nächsten kommt oder ihn übertrifft. Dennoch sind im Vergleich zur Verstärkung von Beton oder 
Holz größere Fasermengen erforderlich, um eine Steifigkeitserhöhung zu erreichen, was in der 
Anwendung zu wirtschaftlichen Nachteilen führt. Die bisherigen Untersuchungen befassen sich 
mit der Instandsetzung beschädigter Konstruktionen und der Wiederherstellung der Tragfähig-
keit. In [102–104] werden Zusammenfassungen über die Entwicklungen der letzten Jahre gege-
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ben. In Deutschland ist es in erster Linie die BTU Cottbus, die Forschungsarbeit auf diesem Ge-
biet betreibt [105; 106]. 
Tragfähigkeit 
Der zentrale Punkt bei der Verstärkung eines Werkstoffes durch einen anderen ist die Sicher-
stellung der Verbundtragfähigkeit, d.h. die Verbindung muss kraft- und formschlüssig sein. Dies 
wird bei CFK mit einem Klebstoff bzw. einem Harz realisiert. Vom Grundsatz her ist das Ver-
bundverhalten von CFK-verstärktem Stahlbeton und Stahl ähnlich. Der maßgebliche Unterschied 
liegt im Versagensort. Während der Bruch bei ersterem im Beton auftritt, ist dies für letzteren 
auf Grund der höheren Zugfestigkeit des Stahls nicht möglich. Hierbei ist die Schwachstelle die 
Klebschicht, die entweder in sich selbst (Kohäsionsbruch) oder an den Grenzflächen zu den Fü-
gematerialien (Adhäsionsbruch) versagen kann. Eine wesentliche Voraussetzung für einen guten 
Verbund ist die Oberflächenbeschaffenheit der Materialien. Die Oberfläche des Stahls sollte mit 
einem Strahlverfahren (Sandstrahlen) gereinigt und aufgeraut werden, da die Verbundbruch-
spannungen so nachweislich erhöht werden können [107; 108]. Die Ergebnisse sind dabei fast 
unabhängig von der verwendeten Korngröße. Nach dem Strahlen sollten die Reste des Strahlgu-
tes entfernt werden, wobei Lösungsmittel für ein optimales Ergebnis am besten geeignet sind 
[109]. 
Hinsichtlich der Verbundwirkung zwischen CFK und Stahl unter Zug sind bereits viele Erfahrun-
gen gesammelt worden. So haben XIA/TENG [110] gezeigt, dass die Dicke der Klebschicht einen 
relevanten Einfluss auf das Bruchverhalten hat. Bei Dicken über 2 mm kam es zur Delamination 
innerhalb der CFK-Schicht, was es zu vermeiden gilt. Bei dünneren Schichtdicken erfolgte ein 
Kohäsionsbruch innerhalb der Klebung. Das Bruchbild und -verhalten ist zudem abhängig von 
der Steifigkeit der verwendeten C-Fasern [111]. Des Weiteren nimmt die Verbundfestigkeit mit 
zunehmender Laminatdicke und -steifigkeit ab [112]. Verstärkungen mit hochmoduligen Faser-
typen weisen zwar eine geringere Duktilität auf, erreichen i.d.R. aber größere Gesamttragfähig-
keiten [113; 114]. Die Wahl der Faser ist folglich nach Art der Anwendung, Belastung und Ver-
formung zu treffen.  
Im Zugbereich biegebeanspruchter Bauteile können CFK-Verstärkungen optimal eingesetzt 
werden. Die Steifigkeit von Stahl- bzw. Stahlverbundträgern lässt sich ebenso erhöhen wie die 
maximal aufnehmbare Last. Dabei muss das aufgeklebte CFK-Laminat möglichst bis in den Auf-
lagerbereich verankert werden, um eine Ablösung am Ende durch Scher- und Abschälspan-
nungen zu vermeiden [115–118]. Möglichkeiten zur Reduzierung dieser Spannungen liegen in 
der Ausführung eines abgeflachten Endes der geklebten Lamelle [119]. Bei einfachen Doppel-T-
Trägern muss bedacht werden, dass eine ausschließliche Verstärkung des Zuggurtes Stabilitäts-
probleme im Druckgurt oder Steg verursachen kann [120]. Dies führt nach [121] zu einer maxi-
malen Traglasterhöhung von etwa 20 %, die sich nur bei zusätzlicher Verstärkung des Druckgur-
tes noch weiter steigern lässt. 
Bei Stahlverbundträgern ist die große Druckzone zwar von Vorteil, bei einer Verstärkung des 
Zuggurtes mit CFK müssen für eine Steigerung der Maximalkraft aber dennoch Tragreserven in 
der Betonplatte bzw. an den Kopfbolzendübeln vorhanden sein. Untersuchungen von 
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SEN/LIBY/MULLINS [122] zeigten, dass mit hochfesten, aber niedrig-moduligen C-Fasern in erster 
Linie der Fließbeginn des Stahls verzögert und die maximale Lastaufnahme erhöht werden kann. 
Die Steifigkeitserhöhung im elastischen Bereich war hingegen marginal, da der Stahl vor dem 
Fließen weiterhin den Großteil der Spannungen aufnahm. Diesbezüglich bessere Ergebnisse 
ließen sich bei Verwendung steiferer bzw. vorgespannter Fasern erzielen [123; 124]. Alternativ 
müsste der Einsatz einer größeren Menge an niedrig-moduligen Fasern abgewogen werden. 
Umwelteinflüsse 
Bei der Verbindung von Stahl und CFK sind verschiedene Umwelteinflüsse zu bedenken. So kön-
nen vor allem Wärme und Kälte starke Abnahmen der Harzsteifigkeit und -festigkeit bewirken. 
Das Erreichen der Glasübergangstemperatur Tg führt zu einem Erweichen des Harzsystems, das 
sich signifikant auf die maximal aufnehmbare Kraft auswirkt. Bei Tg bzw. bei Überschreiten von 
Tg um 10 °C konnte in Messungen bereits ein Abfall um 15 % respektive um 50 % festgestellt 
werden [125]. Bei Kälte kann es hingegen zu Mikrorissen im Harz kommen, die den Verbund 
zwischen Faser und Matrix zerstören und ebenfalls die Verbundfestigkeit herabsetzen [126]. 
Bei der Herstellung von Laminaten werden aufgrund der unterschiedlichen Wärmeausdeh-
nungskoeffizienten von Faser und Harz zwangsläufig Eigenspannungen hervorgerufen, die aus 
dem Abkühlprozess während der Aushärtung resultieren. Sie führen zu einer Reduzierung der 
mechanischen Belastbarkeit des Laminats. Hierbei wird zwischen mikromechanischer (zwi-
schen Einzelfaser und Harz) und makromechanischer (zwischen den UD-Schichten) Betrachtung 
unterschieden [60]. Eine makromechanische Berechnung lässt sich näherungsweise mit der 
klassischen Laminattheorie führen. Niedrig gehalten werden können die Eigenspannungen 
durch Maßnahmen wie langsames Abkühlen bzw. Härten oder der Verwendung von kaltaushär-
tenden Harzen. Außerdem bauen sie sich durch Relaxations- und Kriechprozesse nach längerer 
Zeit teilweise ab. Im Verbund mit Stahl entstehen unter Temperatureinwirkung ebenfalls Span-
nungseinträge infolge unterschiedlicher Wärmeausdehnungskoeffizienten. Nach [127] sind die-
se zumindest in kleinen Systemen und unter kalten Temperaturen vernachlässigbar.  
Auch stetiger Feuchtigkeitseintrag kann über lange Zeit zur Reduzierung der mechanischen Ei-
genschaften des Harzes führen [128]. Die C-Fasern sind dagegen nahezu resistent gegen Was-
seraufnahme. Allerdings spielen hierbei die Umgebungsbedingungen mit Art und Dauer des Ein-
trags eine Rolle, denn in [129] wurden nach langfristigen Temperaturwechseln und hoher 
Luftfeuchtigkeit keine wesentlich Veränderungen in Festigkeit und Steifigkeit ermittelt. Bei salz-
haltigem Wasser jedoch stellte sich eine Reduzierung der Werte ein. Auch UV-Strahlung kann 
das Harzsystem beschädigen, da sie stark genug ist, um die Molekülbindungen in den Polymeren 
aufzuspalten. SHOKRIEH/BAYAT [130] haben erkannt, dass so die mechanischen Kennwerte eben-
falls reduziert werden, weshalb bei dauerhaften Außenanwendungen der Einsatz von UV-
Absorbern oder anderen Beschichtungen empfohlen wird.  
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4 Optimiertes Näherungsverfahren 
4.1 Problemstellung 
Im Zuge der Berechnung von orthotropen Platten sind dem Verfasser einige Diskrepanzen zwi-
schen gültigen Näherungsverfahren und FE-Berechnungen aufgefallen. Vor allem hinsichtlich 
der lokal belasteten Subsysteme traten größere Abweichungen auf. Dies betrifft sowohl die Be-
rechnung der Längsrippen, deren maßgebliche Biegemomente bis zu 50 % zu hoch waren, als 
auch die des Deckbleches. Die Annahme, die Rippe als einzelnes, herausgelöstes Element zu be-
rechnen, ist nicht grundsätzlich falsch, muss jedoch auf die einwirkende Last angepasst sein. 
Dieses Vorgehen kann bei einer gleichmäßigen Flächenlast (z.B. Lastfall UDL) mit hinreichender 
Genauigkeit angewandt werden, führt bei einer lokalen Radlast aber zu ungenauen Ergebnissen, 
da die Querverteilung der konzentrierten Last auf die Nachbarrippen nicht erfasst wird. Gleiches 
gilt für das Deckblechsystem in Querrichtung, wenn dieses als starr oder auf den Längsrippen 
federnd gelagerter Stab (modelliert als Flachstahl mit bestimmter Breite) berechnet wird. Die 
getroffenen Annahmen dieser Vorgehensweise – im Weiteren als übliches Verfahren bezeich-
net – vernachlässigen folgende wichtige Punkte, die für eine möglichst genaue Modellbildung 
relevant sind: 
- Unter der Radlast kann die mittragende Breite einer Trapezhohlsteife einen größeren 
Wert annehmen als den Abstand zweier Hohlsteifen (a+e). 
- Die benachbarten Hohlsteifen nehmen einen Teil der Beanspruchung auf und unterstüt-
zen die belastete Hohlsteife. 
- Die Lastausbreitung im Deckblech, die sowohl in Quer- als auch in Längsrichtung erfolgt, 
kann über einen einzelnen Stab mit einer angenommenen Querschnittsbreite nicht er-
fasst werden. 
- Der Anteil der Biegemomente, die vom Deckblech in die Hohlsteifenstege eingeleitet 
werden, bleibt unberücksichtigt. 
Daher müssen für ein optimiertes Näherungsverfahren Anpassungen vorgenommen werden, die 
auch die zuvor genannten Punkte beinhalten. Für die Bestimmung der angepassten mittragen-
den Breite wurden für die vorliegende Arbeit Diagramme erstellt, die Steifigkeitsverhältnisse 
und Stützweiten berücksichtigen. Die Unterstützung durch die benachbarten Hohlsteifen wurde 
über eine zusätzliche Bettung ins Längssystem integriert. Die Deckblechspannungen ergeben 
sich aus einer Last- und Verformungsbetrachtung eines gedachten 1 cm-Streifens des Quersys-
tems. 
4.2 Betrachtung einer Doppelachse (TS) 
Für ein möglichst genaues Berechnungsverfahren, das in seiner Gesamtheit praxistauglich ist, 
sind verschiedene Lastfälle zu berücksichtigen. Der erste Fall tritt bei der Belastung einer Hohl-
steife durch eine Doppelachse auf. Für die Berechnung der Spannungen ist es ausreichend, nur 
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die zwei in Längsrichtung hintereinander angeordneten Radlasten zu betrachten, da die in der 
Norm definierte Spurweite von 2,00 m groß genug ist, um die Momente in der Querrichtung sehr 
schnell abklingen zu lassen. Dies wird in [31] mit der Aussage bestätigt, dass der Einflussbereich 
einer Radlast in Querrichtung bei +/- 100 cm liegt. Im Quersystem betrachtet, ergibt sich daher 
der Lastfall einer mittig angeordneten Radlast (siehe Abb. 4-1). Beispiele hierfür sind bei Brü-
cken mit nur einem Fahrstreifen oder bei der Betrachtung von Einzelachsen gegeben.  
 
Abb. 4-1: Lastfall 1, einzelne Radlast mittig 
4.2.1 Mittragende Breite 
Die Bestimmung der mittragenden Breiten von Gurten ist auch bei orthotropen Platten von Be-
deutung. Da das Deckblech in allen Teilsystemen als tragendes Element betrachtet wird, muss 
sein Anteil an der Tragwirkung ermittelt werden. Bereits CHWALLA [131] hat Tafeln zur Bestim-
mung der mittragenden Breite für einfeldrige Rippenplatten mit rechteckigem Querschnitt auf-
gestellt. Weitere Annahmen, die auch Einzug in die Normen hielten, wurden von DISCHINGER 
[132] entwickelt. Hierbei handelte es sich aber wie bei vielen anderen Veröffentlichungen auch 
um die Bestimmung der mittragenden Breite von Haupt- bzw. Kastenträgern. Die Längsrippen 
wurden zwar in den Berechnungen als Einflussfaktor berücksichtigt, jedoch ohne auf deren mit-
tragende Breiten einzugehen. In [133] wurden die Einflüsse von mehreren Parametern wie Län-
genverhältnisse, Lastpositionen oder Orthotropie für verschiedene Systeme mithilfe der Finiten-
Elemente-Methode ausgewertet und Vorschläge für die englischen Normen erarbeitet. Derweil 
hatte RAMBERGER [134] auch den Einfluss von Quersteifigkeiten auf die Längsspannungen unter-
sucht. Ein Vergleich dieser beiden Methoden durch SCHINDLER [135] zeigt, dass die Steifigkeiten 
in Querrichtung vernachlässigt werden können. Des Weiteren wurden Beiträge veröffentlicht, 
die den Einfluss von offenen und geschlossenen Längsrippen auf die Bestimmung von Gurtbrei-
ten beschreiben [136] oder das Verhältnis Elastizitätsmodul zu Schubmodul berücksichtigen 
[137]. In die europäischen Normen fanden die Ausführungen von SEDLACEK/BILD [138] Eingang, 
die in Abhängigkeit vom Verhältnis Gurtbreite B zu Spannweite L sowie vom 
Biegemomentenverlauf Anwendungsregeln für die Berechnung entwickelten. 
In den letzten Jahren erschienen vor allem im Ausland weitere Veröffentlichungen zu der Prob-
lematik der Schubverzerrung und der mittragenden Breite. Sie beziehen sich aber in erster Linie 
auf Hohlkastenträger ([139], [140], [141]) bzw. FKV-Decksysteme ([142]). Hierbei wurden Pa-
rameterstudien geführt und verschiedene Einflüsse mit FEM-Berechnungen untersucht. 
Genauere Angaben zur Bestimmung der mittragenden Breite von Längsrippen orthotroper Plat-
ten sind nicht vorhanden. Üblicherweise werden daher die bekannten Verfahren angewendet, 
sodass z.B. der Abstand zweier Hohlsteifen a+e (siehe Abb. 4-2) als Grundbreite b0 festgelegt 
wird. Diese Annahme ist für eine gleichmäßige Flächenlast auch zutreffend, im Falle der Belas-
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tung durch eine Radlast wird die mittragende Breite dadurch jedoch nicht komplett ausgenutzt. 
Zum einen verteilt sich die Längsspannung über mehrere Hohlsteifen hinweg, zum anderen sind 
die benachbarten Hohlsteifen selbst nicht belastet, sodass das Deckblech auch in diesem Bereich 
für die Tragwirkung mit angesetzt werden kann.  
 
Abb. 4-2: Allgemeine Darstellung der Hohlsteifen mit Deckblech 
Die mittragende Breite hängt einerseits von der Stützweite L ab, da sich über eine größere Länge 
auch eine breitere Verteilung der Längsspannungen aufbauen kann. Außerdem hat das Verhält-
nis der Flächenanteile von Rippe und Platte einen signifikanten Einfluss [143]. Dieses kann mit-
hilfe des Orthotropieparameters ψ ausgedrückt werden. Dieser ergibt sich zu: 
  
   
       
 (4.1) 
mit  
AHS Gesamtflächeninhalt der Hohlsteifenbleche im Bereich a+e 
a + e Abstand zweier Hohlsteifen 
t Blechdicke des Deckbleches 
Für verschiedene Werte von ψ und für Stützweiten von 2 m bis 6 m wurden die mittragenden 
Breiten über Berechnungen nach der Finite-Elemente-Methode ausgewertet. Dafür wurden 
mehrfeldrige, orthotrope Platten mit neun Hohlsteifen und einer Netzfeinheit von 2,5 cm model-
liert. Im Bereich der Querträger wurde eine starre Lagerung angesetzt. Dieses Vorgehen liefert 
hinreichend genaue Ergebnisse unabhängig von der Weichheit der Querträger. Mithilfe der da-
raus entwickelten Diagramme für Radaufstandsflächen mit Kantenlängen von 40 cm bzw. 55 cm 
für den Feld- und Stützbereich (vgl. Abb. 4-3 und Abb. 4-4 bzw. Anhang A) kann je nach gegebe-
nen Parametern der Faktor φ abgelesen werden, welcher die Berechnung der rechnerisch 
ansetzbaren, mittragenden Breite ermöglicht. Zwischenwerte können interpoliert werden. 
                   (4.2) 
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Abb. 4-3: Faktor φ zur Ermittlung der mittragen-
den Breite im Feldbereich (Lastverteilungsbreite 
55 cm) 
 
Abb. 4-4: Faktor φ zur Ermittlung der mittragen-
den Breite im Stützbereich (Lastverteilungsbreite 
55 cm) 
Im Stützbereich über den Querträgern treten im Diagramm bei weniger steifen Längsrippen ein 
Knick und eine darauffolgende Abflachung der Linie auf. Der Knick symbolisiert das Erreichen 
der maximal effektiv ausnutzbaren mittragenden Breite. Sie nimmt bei gleichem Steifigkeitsver-
hältnis und größer werdenden Stützweiten nur noch unbedeutend zu. Ab diesem Querträgerab-
stand treten die Maximalspannungen bei den benachbarten Hohlsteifen auf, deren Werte stärker 
ansteigen als der Mittelwert der Gesamtspannung und die dazugehörige Verteilungsbreite. In 
den meisten Fällen sind Bereiche rechts vom Knick als ungünstig anzusehen, da sich Überschrei-
tungen der zulässigen Spannungen einstellen. 
Die mittragende Breite kann, angelehnt an die Vorgaben des Eurocode 3 [144], von Feldmitte 
ausgehend zu beiden Seiten jeweils zu einem Viertel konstant und anschließend linear auf den 
Wert am Querträger verlaufen (siehe Abb. 4-5). 
 
Abb. 4-5: Verteilung der mittragenden Breiten im Längssystem 
4.2.2 Berechnung des Längssystems  
Bei der Betrachtung einer einzelnen, aus der Platte herausgelösten Hohlsteife wird i.d.R. die ge-
samte Belastung auf diese angesetzt. Ähnlich wie bei der mittragenden Breite führt dieser An-
satz bei Radlasten zu ungünstigen Ergebnissen. Bei lokaler Belastung können auch die benach-
barten Hohlsteifen zum Lastabtrag herangezogen werden. Die Tragwirkung wird über eine 
Stabbettung erfasst, die anhand der Schubübertragung in einem 1 cm-Streifen des Quersystems 
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Dieses wird als ein Stabwerk modelliert, in dem die benachbarten Hohlsteifen federnd gelagert 
sind, um die Steifigkeit in Längsrichtung zu berücksichtigen. Der zu betrachtenden Hohlsteife 
wird eine Verformung w vorgegeben. Wie im weiteren Verlauf und bei Betrachtung weiterer 
Fälle noch ersichtlich wird, sollte die relevante Hohlsteife horizontal ebenfalls federnd gelagert 
sein, um auftretende Verdrehungen nicht zu behindern. Der Anschluss an das Auflager erfolgt 
über einseitig gelenkige Kopplungen und einen starren Ersatzstab (siehe Abb. 4-6). 
 
Abb. 4-6: Stabwerkmodell des Quersystems mit Detailausschnitt 
Mit dem Verhältnis der Summe der Querkräfte, die sich im Zwischenbereich zu den angrenzen-
den, federnd gelagerten Hohlsteifen einstellen, zur Verformung w erhält man die Stabbettung 
pro laufenden cm Stablänge des Längssystems.  
   
           
 
 (4.3) 
Wenn die Federsteifigkeiten der Hohlsteifen nicht anderweitig bestimmt worden sind, können 
sie vereinfacht über die bekannten polynomischen Ansatzfunktionen für einen beidseitig einge-
spannten Stab unter Gleichlast ermittelt werden. Für die vertikale Feder ergibt sich nach einer 
Funktion 4. Ordnung: 
         
    
  
 (4.4) 
Die Verdrehsteifigkeit wird über einen quadratischen Ansatz ermittelt zu: 
     




L - Querträgerabstand 
E - E-Modul 
G - Schubmodul 
Iy - Trägheitsmoment für Hohlsteife der Breite a+e 
IT - Torsionsträgheitsmoment für Hohlsteife der Breite a+e 
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Umgerechnet in eine horizontale Wegfeder am unteren Blech mit dem Abstand zs,u erhält man: 
     
  
      
 (4.6) 
mit 
zs,u - Abstand Schwerpunkt – unteres Blech 
Diese Ansätze gelten genau genommen nur für die Feldmitte einer Längsrippe in einem Innen-
feld, können aber als gute Näherungslösung zur Ermittlung einer konstanten Stabbettung über 
die gesamte Länge verwendet werden. Da sich in Trägermitte zudem die kleinsten Werte erge-
ben, liegen die Ergebnisse auf der sicheren Seite. Abb. 4-7 zeigt die Änderung der Bettung in 
Abhängigkeit von einer geänderten Federsteifigkeit an einem Beispiel. Es wird ersichtlich, dass 
sich bei einer signifikanten Steigerung der angesetzten Federsteifigkeit nur eine geringe Erhö-
hung der resultierenden Bettung ergibt. Bei einer Reduzierung dieser Steifigkeit verläuft die 
Kurve steiler, da sich bei -100 % naturgemäß ein Grenzwert einstellt. Bis zu Werten von -70 % 
Änderung der Federsteifigkeit bleibt die Differenz in der Bettung aber unter 10 %. Für die 
Momentenwerte im Längssystem bedeutet das einen noch kleineren Fehler. Gemäß der Abb. 4-8 
beträgt die maximale Abweichung für die zuvor beschriebenen Werte der Änderung in der Bet-
tung von 10 % stets weniger als 5 %. Bei größeren Stützweiten nehmen die Abweichungen zu, 
bleiben aber selbst bei sehr hohen Bettungsdifferenzen unter 20 %. 
 
Abb. 4-7: Beziehung von Federsteifigkeit und 
Bettung 
 
Abb. 4-8: Auswirkung von Abweichungen bei der Bet-
tung auf die Biegemomente 
Für Endfelder kann die Federsteifigkeit der benachbarten Längsrippen über den Ansatz eines 
einseitig eingespannten Balkens ermittelt werden. Für die vertikale Feder ergibt sich die Hälfte 
des zuvor betrachteten Falls. 
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Die horizontale Feder lässt sich gemäß Gleichung (4.5) mit folgender Verdrehsteifigkeit bestim-
men: 




    
  
 (4.8) 
Die Berechnung des Längssystems wird als Durchlaufträger unter Berücksichtigung der zuvor 
ermittelten Werte und der Querträgerweichheit – repräsentiert durch Einzelfedern, die nach der 
im folgenden Abschnitt beschriebenen Methode bestimmt werden können – durchgeführt (siehe 
Abb. 4-9). 
 
Abb. 4-9: Stabwerkmodell des Längssystems mit Stabbettung und Federlagerung an den vier Querträgern 
4.2.3 Berechnung der Querträgerweichheit 
Eine vereinfachte Möglichkeit, den Wert der Federsteifigkeit eines Querträgers zu bestimmen, 
wird in [21] aufgezeigt. Dafür wird der Querträger als auf den Hauptträgern starr gelagerter 
Balken betrachtet und eine Belastungs-Verformungs-Relation aufgestellt. Für den Querschnitt 
wird zuvor die mittragende Breite des Deckbleches berechnet. 
Im Zuge der Vergleichsrechnungen zwischen dem dargelegten Näherungsverfahren und der 
FEM konnte festgestellt werden, dass es bei einigen Lastfällen zu großen Abweichungen sowohl 
bei den Längs- als auch bei den Querspannungen kam. Als Grund hat sich eine als zu klein ange-
nommene Federsteifigkeit des Querträgers herausgestellt. Diese wird daher auf einem alternati-
ven Lösungsweg bestimmt und für das optimierte Verfahren empfohlen. 
Die Betrachtung eines einzelnen Querträgers führt – ebenso wie zuvor bei den Längsrippen – zu 
einem System, das die Eigenschaften der orthotropen Platte nicht vollständig abbildet. Die stüt-
zende Wirkung der Längsrippen wird vernachlässigt und lässt den Querträger weicher erschei-
nen. Mithilfe eines Trägerrostes können auch die Längsrippen in die Berechnung der Federsteif-
igkeit implementiert werden. Dabei behält der Querträger seine systembedingte, mittragende 
Breite, während die Hohlsteifen mit der Deckblechbreite von a+e modelliert werden. Der Last-
ansatz kann vereinfacht in Querträgermitte erfolgen, sodass sich die Federsteifigkeit bekann-
termaßen aus dem Verhältnis von Kraft und Verformung ergibt (siehe Abb. 4-10). 
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Abb. 4-10: Modell zur Berechnung der äquivalenten Federsteifigkeit eines Querträgers 
4.2.4 Berechnung des Quersystems 
Die Berechnung des Deckbleches erfolgt in zwei bzw. drei Schritten mit unterschiedlichen Sys-
temansätzen. Hier wird Bezug genommen auf die Berechnungen von PELIKAN/EßLINGER [15], 
welche die Spannungen als Folge von „Krafteinleitung“ und „Kraftweiterleitung“ unterteilen. Für 
die Krafteinleitung wird das Quersystem als 1 cm-Streifen mit starrer Lagerung herangezogen 
(siehe Abb. 4-11). Es ist zu beachten, dass der Einfluss der Plattenwirkung (Querverteilung) mit 
dem Diagramm (siehe Abb. 4-12) nach [15] berücksichtigt werden muss. Die Werte beruhen auf 
einem Vergleich von Platten- und Durchlaufträgermomenten. In Abhängigkeit von der Vertei-
lungsbreite b der Radlast in Längsrichtung3 sowie dem Abstand der Hohlsteifen a ergibt sich der 
Faktor κ, mit dem die Momente bzw. Spannungen reduziert werden. Die sich daraus ergebenden 
Spannungen sind aufgrund der starren Lagerung zu klein im Feldbereich sowie zu groß im 
Stützbereich und werden über ein zweites System für die Kraftweiterleitung korrigiert. Um die 
Tragwirkung in Längsrichtung zu erfassen, wird auf das bereits unter Abschnitt 4.2.2 beschrie-
bene System (siehe Abb. 4-13) zurückgegriffen. Als einwirkende Verformung w wird nun die 
vertikale Durchbiegung aus der Berechnung des Längssystems (siehe Abb. 4-9) an der entspre-
chenden Stelle, z.B. in Feldmitte, angesetzt. Die Addition der Spannungen ergibt die Gesamt-
spannungen im Deckblech bzw. in der Hohlsteife. Im Gegensatz zum üblichen Verfahren können 
hiermit die Spannungen sowohl im Bereich der Radlast als auch in unbelasteten Bereichen be-
rechnet werden. 
 
Abb. 4-11: Stabwerkmodell des Quersystems mit starrer Lagerung zur Ermittlung 
der Spannungen aus Krafteinleitung inklusive qualitativem Momentenverlauf 
                                                             
3 In den aktuellen, europäischen Normen sind quadratische Radlasten vorgesehen, weshalb b für die 
Querrichtung denselben Wert annimmt. 
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Abb. 4-12: Plattenfaktoren zur Reduzierung der Durchlaufträgermomente nach [15]  
 
Abb. 4-13: Qualitativer Momentenverlauf im Quersystem infolge Kraftweiterleitung 
4.2.5 Beispiel zu Fall 1: einzelne Doppelachse 
Anhand eines Beispiels sollen die Unterschiede in den Ergebnissen zwischen dem vorgestellten 
Verfahren, der bisher üblichen Berechnung und der Lösung nach der FEM aufgezeigt werden. 
Die folgenden Werte beschreiben den Querschnitt: 
Tabelle 4-1: Parameter für Beispielrechnung 
  
E-Modul 21.000 kN/cm² 
Schubmodul 8.100 kN/cm² 
Deckblechdicke t 12 mm 
Hohlsteifenabstand a = e 30 cm 
Fläche Hohlsteife AHS 126 cm² 
Abstand Schwerpunkt – unten zs,u 24,7 cm 
Trägheitsmoment Iy 16.525 cm4 
Torsionsträgheitsmoment IT 12.366 cm4 
Querträgerabstand L 4,0 m 
Federsteifigkeit der Querträger kQT 116.279 kN/m (Feldmitte 
des QT-Systems) 
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Es soll exemplarisch nur ein Lastfall mit Doppelachse betrachtet werden, die in Feldmitte ange-
ordnet ist und zentriert über einer Hohlsteife steht (entsprechend Abb. 4-1). Da die Radlasten 
von jeweils 150 kN (nach Eurocode) nur sehr lokale Beanspruchungen erzeugen, die in Brü-
ckenquerrichtung schnell abklingen, ist es ausreichend, je ein Rad jeder Achse zu berücksichti-
gen. Die Lastverteilungsbreite vergrößert sich aufgrund des Fahrbahnbelages und wird zu 
55 cm x 55 cm angenommen. Zur Bestimmung der mittragenden Breite ergibt sich der Orthotro-
pieparameter ψ nach Gleichung (4.1) zu 1,75, sodass bei einer Stützweite von 4 m aus den Dia-
grammen für den Feldbereich φFeld = 3,75 und für den Querträgerbereich φQT = 1,70 abgelesen 
werden kann. 
                                       (4.9) 
                                     (4.10) 
Für die Berechnung des Längssystems ist des Weiteren die Stabbettung kB für eine einzelne 
Hohlsteife zu bestimmen. Aus dem Quersystem können die an die Nachbarhohlsteifen übertra-
genden Querkräfte infolge einer vorgegebenen Verformung ermittelt und in die Bettung umge-
rechnet werden. Die Federsteifigkeiten der Hohlsteifen wurden vereinfacht über die in Abschnitt 
4.2.2 vorgestellten Ansätze bestimmt zu: 
         
             
    
     
  
   
    
  
    
 (4.11) 
       
            
           
     
  
   
     
  
    
 (4.12) 
In einem 1 cm breiten Streifen des Quersystems werden Federsteifigkeiten und eine Verformung 
von 1 cm angesetzt, woraus sich eine Querkraft im frei überspannenden Bereich des Deckble-
ches von jeweils 338 N/cm ergibt (siehe Abb. 4-14). Somit erhält man für die Bettung: 
   
           
 
      
  
   





Abb. 4-14: Querkraftverlauf in N/cm im Quersystem infolge der Einheitsverschiebung von 1 cm 
Mit diesen Werten sowie der Federsteifigkeit der Querträger lässt sich das Längssystem als 
Stabwerk gemäß Abb. 4-9 berechnen. Die Radlast von 150 kN kann nach den Normvorgaben 
über die hier angenommene Breite von 55 cm auf 273 kN/m verteilt werden. Die Ergebnisse der 
Normalspannungen in Längsrichtung für das Näherungsverfahren und nach der FEM sind in 
Tabelle 4-2 dargestellt. 
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Tabelle 4-2: Längsspannungen der Hohlsteife für Fall 1 
 Näherungsverfahren FEM 
 Feldmitte Radmitte Feldmitte Radmitte 
Belastung 273 kN/m 496 kN/m² 
σx,oben [N/mm²] -21,85 -20,69 -24,95 -24,09 
σx,unten [N/mm²] +140,62 +133,20 +139,20 +135,38 
Verschiebung [mm] 4,50 4,00 4,80 4,30 
 Querträger Querträger 
σx,oben [N/mm²] +25,30 +22,36 
σx,unten [N/mm²] -87,97 -97,26 
 
Die Berechnung der Spannungen des Quersystems wird für die belastete Hohlsteife an den Ste-
gen sowie im „Feldbereich“ dazwischen geführt. Sie erfolgt zum einen über die Krafteinleitung 
aus der Belastung und zum anderen über die Kraftweiterleitung aus der zuvor ermittelten Ver-
formung (siehe Tabelle 4-3). Neben dem Quersystem muss auch die quadratisch verteilte Rad-
last als 1 cm-Streifen betrachtet werden. Für die Spannungen aus der Krafteinleitung sind zu-
dem die Faktoren von 0,93 (Feldmoment) und 0,98 (Stützmomente) aus Abb. 4-12 zu 
berücksichtigen. Die Spannungsberechnung kann auch in Feldmitte, wo keine direkte Belastung 
vorhanden ist, geführt werden. An dieser Stelle treten keine Werte aus Krafteinleitung auf. 
Tabelle 4-3: Deckblechspannungen unter der Radlast (Quersystem) für Fall 1 





49,6 N/cm 4,00 mm - - 
σy,Feld [N/mm²] +91,37 +63,29 +154,66 +153,67 
σy,Steg,innen [N/mm²] -131,57 +63,29 -68,28 -74,33 
σy,Steg,außen [N/mm²] -125,03 +85,33 -39,70 -49,17 
σy,Steg,Diff [N/mm²] +6,54 +22,00 +28,54 +25,16 
4.2.6 Vergleich der Ergebnisse 
Ein Vergleich des hier vorgestellten, optimierten Näherungsverfahrens mit der üblichen Vorge-
hensweise zeigt, wie nahe die Ergebnisse an denen aus einer dreidimensionalen Finite-
Elemente-Berechnung liegen. In den nachfolgenden Diagrammen (Abb. 4-15 und Abb. 4-16) 
wurden die Spannungswerte für Hohlsteifen gemäß des Beispiels oben für Stützweiten von 
2 - 5 m abgetragen. Es wird deutlich, dass die Längsspannungen im Gegensatz zur üblichen Me-
thode auch bei größer werdenden Stützweiten nur minimal von der FE-Lösung abweichen. Dies 
gilt für die Längsspannungen an allen untersuchten Punkten, sowohl an der Ober- als auch an 
der Unterseite des Querschnittes sowie im Stützbereich an den Querträgern. Bei den Deckblech-
spannungen in Querrichtung ist eine Differenzierung ungleich schwieriger, da nach dem übli-
chen Verfahren nur ein Spannungswert für Feld- und Stegbereich auftreten kann. Die Lösung am 
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Steg gliedert sich als „Mittelwert“ zwischen die anderen beiden Verfahren ein. Dennoch ist auch 
hier ersichtlich, dass die Ergebnisse des optimierten Verfahrens mit zunehmender Stützweite 
näher an der FE-Berechnung liegen (siehe Abb. 4-17). Aufgrund einer stärkeren Querverteilung 
sind bei größeren Stützweiten die Querspannungen an den benachbarten Hohlsteifen die maß-
geblichen. 
 
Abb. 4-15: Vergleich der Normalspannungen unter 
der Radlast (Fall 1, LF Feldmitte) 
 
Abb. 4-16: Vergleich der Normalspannungen am 
Querträger (Fall 1, LF Feldmitte) 
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Steg I außen (optimiert)
Steg I innen (FEM)
Steg I außen (FEM)
Bild
4 Optimiertes Näherungsverfahren 
47 
4.3 Zwei nah beieinander stehende Doppelachsen 
Nach Eurocode 1 [38] sind für mehrspurige Brücken auch mehrere Fahrstreifen anzusetzen. Wie 
bereits beschrieben, kann der gegenseitige Einfluss von zwei Radlasten einer Achse innerhalb 
derselben Spur vernachlässigt werden, da der Radabstand von 2,00 m groß genug ist, um die 
Momente abklingen zu lassen. Bei zwei benachbarten Fahrstreifen tritt dagegen der Fall auf, 
dass der Abstand von zwei Rädern 1,00 m oder weniger beträgt. Diese Anordnung muss bedacht 
und das vorgestellte Verfahren erweitert werden, da zwei nebeneinander liegende Hohlsteifen 
direkt belastet sind. Laut Norm ist es möglich, den Abstand der Radlasten in benachbarten Fahr-
streifen zwischen 0,50 m und 1,00 m anzusetzen. Im Folgenden wird zunächst der Fall mit einem 
Lastabstand von a+e und gleich großen Lastwerten betrachtet (siehe Abb. 4-18). Bei den übli-
chen Maßen von a = e = 30 cm beträgt dieser Abstand 60 cm.  
 
Abb. 4-18: Verteilung der Radlasten für Fall 2 
4.3.1 Fall 2 – Abstand a+e 
Der zweite Fall beschreibt die Laststellung von zwei gleich großen Radlasten direkt über zwei 
benachbarten Hohlsteifen. Dieser bedarf nur geringer Änderungen gegenüber Fall 1, da der 
Lasteintrag prinzipiell der gleiche ist. Die mittragende Breite muss reduziert werden, da die ne-
beneinander stehenden Radlasten die Verteilung der Längsspannungen beeinflussen. Aus die-
sem Grund wird die Spannungsausbreitung nur zu einer Seite in Betracht gezogen. Unter der 
folgenden Bedingung kann daher die vereinfachte Annahme getroffen werden, die halben Werte 
der in den Diagrammen der Abb. 4-3 und Abb. 4-4 dargestellten Ergebnisse zu nutzen: 
                                      (4.14) 
Bei großen Querträgerabständen ist der Ansatz der Hälfte der mittragenden Breite für den 
Stützbereich i.d.R. zu klein gewählt. Daher sollte u.U. auf die Werte nach einem üblichen Verfah-
ren zurückgegriffen werden, bei dem die mittragenden Breiten der einzelnen Stege zu ermitteln 
sind (vgl. [21]). 
Im Quersystem wird äquivalent zu Fall 1 eine Einheitsverformung w jeweils auf die belasteten 
Hohlsteifen aufgebracht, um die Querkräfte für die Bettung des Längssystems zu ermitteln (sie-
he Abb. 4-19). Die benachbarten Hohlsteifen sind wie zuvor auch federnd zu lagern. Bei gleicher 
Verformung tritt zwischen den Hohlsteifen keine Querkraft auf, sodass sich die Bettung nach 
Gleichung (4.15) ergibt. 
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Abb. 4-19: Verformungsansatz und Querkräfte für Fall 2 
   
    
 
 (4.15) 
Alle weiteren Berechnungsschritte sind analog zum Fall 1 unter der Berücksichtigung der zwei-
ten Radlast im Quersystem durchzuführen. 
4.3.2 Weitere Fälle mit variablen Lasten 
Mit Fall 1 und Fall 2 sind die beiden Grundfälle definiert, die für die Betrachtung weiterer Last-
stellungen verwendet werden können. Wie zuvor bereits beschrieben, kann die Position der 
Radlast nach Eurocode variieren. Zudem sind die Lastansätze von der Größe her mit 150 kN 
(Fahrstreifen 1), 100 kN (Fahrstreifen 2) und 50 kN (Fahrsteifen 3) ungleich. Zur Definition der 
variablen Lasten werden der Lastfaktor α sowie der Positionsfaktor β eingeführt (siehe Abb. 
4-20). 
 
Abb. 4-20: Laststellungen bei zweiter, variabler Radlast 
Daraus ergeben sich neue Problemstellungen, da zum einen drei Längsrippen und zum anderen 
variable Lasten in den Belastungs- und Verformungsansatz integriert werden müssen. Eine 
gleichzeitige Betrachtung aller drei Hohlsteifen in einem System ist aufgrund der unbekannten 
Verformungsverteilung infolge der Last nicht möglich, sodass eine Aufteilung in die bekannten 
Fälle erfolgen muss. Hierbei wird nun zusätzlich berücksichtigt, dass infolge der aufgebrachten 
Verformung w = 1 an einer Hohlsteife (Fall 1) auch an den benachbarten Rippen kleine Ver-
schiebungen   auftreten. Wird dies auf die Hohlsteifen 1 und 2 bezogen, ergibt sich in einer 
Superposition der skalierte Fall 2 (siehe Abb. 4-21). 
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Abb. 4-21: Superposition für variable Radlasten bei Berücksichti-
gung kleiner Verschiebungen an der Nachbarhohlsteife 
Der Skalierungsfaktor ist damit (1 +  ), woraus folgt: 




   
     
  
 (4.17) 
In Abb. 4-22 sind die Last- und Verformungsansätze aus den variablen Lasten dargestellt. Wäh-
rend eine Radlast der Größe p oberhalb der Hohlsteife 1 steht, kann eine zweite, um den Faktor 
α reduzierte Radlast zwischen den Hohlsteifen 2 und 3 positioniert werden. So ergeben sich die 
auf die Hohlsteifen einwirkenden Lastansätze, die dazugehörigen Verschiebungszustände    
und die Querkräfte. 
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Abb. 4-22: Last- und Verformungsansätze und daraus resultierende Querkräfte für variable Radlasten 
Zur Vereinfachung werden die Ausdrücke, die die skalierte Last beschreiben durch γ und δ er-
setzt, sodass gilt: 
         (4.18) 
     (4.19) 
In der Überlagerung der oben beschriebenen Fälle ergibt sich ein Belastungsansatz auf alle drei 
Hohlsteifen mit den nachstehenden, zueinander gültigen Verformungsverhältnissen. 
 










Für die Bestimmung der Bettung jeder Hohlsteife müssen die jeweils anliegenden Verformungen 
sowie die zugehörigen Kräfte superponiert werden. Allgemein gilt für die der Verformung ent-
gegenwirkenden Kräfte: 
      (4.21) 
Für eine einzelne Hohlsteife definiert sich die Bettung als Summe der übertragenen Schubkräfte 
infolge einer Einheitsverschiebung, die der Größe 1 entspricht: 
   
    
 
 
    
 
 (4.22) 
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Bei der Superposition ergeben sich die entgegenwirkenden Kräfte für jede Hohlsteife aus der 
Überlagerung der einzelnen Last- und Verformungsansätze nach Abb. 4-22: 
           
      
 
  (4.23) 
Bei der Voraussetzung, dass alle Hohlsteifen denselben Querschnitt besitzen, folgt, dass die 
Querkräfte infolge einer Einheitsverschiebung gleich groß sind. Sie werden daher im Folgenden 
einheitlich als Q1 gemäß der Darstellung in Abb. 4-21 bezeichnet. 
               (4.24) 
            
(4.25) 
Zunächst wird Hohlsteife 1 betrachtet, bei der folgendes Ergebnis resultiert: 
                                 (4.26) 
                 (4.27) 
Die Gesamtverformung w1 entspricht der Summe aus der Verformung infolge der Last an Hohl-
steife 1 und der kleinen Verschiebung   infolge der Belastung von Hohlsteife 2: 
           (4.28) 
                       (4.29) 
So kann für die Summe der entlastenden Kräfte und die Bettung der Hohlsteife 1 geschrieben 
werden: 
     
   
      
       (4.30) 
   
   
      
    (4.31) 
Für die Hohlsteife 2 ergeben sich die Kräfte zu: 
                         (4.32) 
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Für die Bettung der Hohlsteife 2 muss die Gesamtverformung w2 betrachtet werden: 
                (4.34) 
       
 
 
   
   
 
     
       
 
 (4.35) 
     
       
       
       (4.36) 
   
       
       
    (4.37) 
Für Hohlsteife 3 ergibt sich die Bettung analog zu Hohlsteife 1, da in die Summen für Kräfte und 
Verformungen äquivalente Werte eingehen. Nach Gleichung (4.20) ist einzig für das Verhältnis 
der Lasten γ durch γ/δ zu ersetzen. 
           (4.38) 






    
       (4.39) 






    
    
    
      
    (4.40) 
Durch Einsetzen der Gleichungen (4.17), (4.18) und (4.19) können die Bettungen nach einigen 
Umformungen in Abhängigkeit der Faktoren α und β folgendermaßen beschrieben werden: 
   
              
                      
 (4.41) 
   
                
                      
 (4.42) 
   
            
                  
 (4.43) 
Damit ist der Bettungswert k3 der Hohlsteife 3 unabhängig vom Lastfaktor α. Dies bedeutet je-
doch nicht, dass die Berechnung der dritten Hohlsteife stets zu den gleichen Ergebnissen führt, 
denn beim Lastansatz auf der Hohlsteife hält auch α Einzug. Für bestimmte Werte von α und β 
ergeben sich die Bettungen zu Null bzw. kleiner als Null. Da der Ansatz einer negativen Bettung 
als unrealistisches Ergebnis angesehen werden muss, gelten k2 = 0 bzw. k3 = 0 als Grenzwerte. 
Diese treten in folgenden Fällen ein: 
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                (4.44) 







            (4.46) 




Somit ist der Grenzfall k2 < 0 abhängig vom Lastfaktor α. Für die Bettung an der dritten Hohlstei-
fe gilt hingegen stets k3 < 0, wenn β < 1/3. Anschaulich dargestellt sind die Bettungen für ver-
schiedene Werte von α und aufgetragen über β in den Verläufen in Abb. 4-24 und Abb. 4-25. Die 
Ordinatenachse entspricht dabei den Q1-fachen Werten der Bettung, wenn das Verhältnis 
Q2/Q1 = 0,90 beträgt.  
 
Abb. 4-24: Verlauf der Q1-fachen Bettungswerte ki 
über β bei α=1 und Q2/Q1=0,9 
 
Abb. 4-25: Verlauf der Q1-fachen Bettungswerte ki 
über β bei α=2/3 und Q2/Q1=0,9 
Wie bereits beschrieben, werden die negativen Werte ausgeschlossen und als Grenzwert Null 
verwendet. Die jeweilige Steife erfährt in diesen Fällen keine Unterstützung von den Nachbar-
rippen, da diese selbst belastet sind. In Abschnitt 4.3.7 werden die Ergebnisse eines Beispiels 
dargelegt, die gute Übereinstimmungen mit einem dreidimensionalen Rechenmodell zeigen und 
den beschriebenen Ansatz rechtfertigen. 
Im Folgenden sollen die Ergebnisse für typische Laststellungen überprüft werden. Auch die be-
reits betrachteten Fälle 1 und 2 sind in den Gleichungen (4.41) - (4.43) berücksichtigt und lie-
fern die gleichen Werte wie in der direkten Berechnung zuvor. Die Bettungen k2 und k3 spielen 
für Fall 1 keine Rolle, da keine zweite Radlast angesetzt wird. Sie ergeben sich auch in der Be-
rechnung zu kleiner Null. Ähnliches gilt für die Fälle 2 und 2*, bei der die unbelastete Hohlstei-
fe 3 folgerichtig keine Bettung erhält. Des Weiteren zeigt das Verfahren für den Fall 4 konse-
quente Ergebnisse, da hierbei dieselbe Last auf den Hohlsteifen 1 und 3 zu gleichen 
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Tabelle 4-4: Bettungswerte für typische Laststellungen 
Fall α, β k1, k2, k3 
Fall 1 α = 0 k1 = 2 Q1 
k2 < 0 ; k3 < 0 
Fall 2 α = 1 ; β = 0 k1 = Q2 ; k2 = Q2 
k3 < 0 
Fall 2* α = 2/3 ; β = 0 
   
       
      
 
   
     
      
 
k3 < 0 
Fall 3 α = 1 ; β = 1/2 
   
      
     
 
k2 < 0 ; k3 = Q2 
Fall 3* α = 2/3 ; β = 1/2 
   
       
      
 
k2 < 0 ; k3 = Q2 
Fall 4 α = 1 ; β = 1 k1 = 2 Q1 ; k3 = 2 Q1 
k2 < 0 
 
4.3.3 Mittragende Breiten 
Für die mittragenden Breiten gelten die gleichen Annahmen wie für Fall 2, d.h. für die Hohlstei-
fen 1 und 3 werden unter der geltenden Bedingung (4.14) die halben Werte der Diagramme Abb. 
4-3 und Abb. 4-4 angesetzt. Da sich Hohlsteife 2 zwischen den Radlasten und den beiden weite-
ren Hohlsteifen befindet, ist die Ausbreitung der Längsspannungen limitiert. Es kann nur auf den 
Wert a+e zurückgegriffen werden. 
4.3.4 Berechnung der Schnittgrößen und Spannungen 
Mit den Bettungen können die Schnittgrößen und Spannungen des Längssystems berechnet 
werden. Die maßgebenden Werte ergeben sich für Hohlsteife 1. Der Lastansatz erfolgt wie zuvor 
definiert mit der vollständigen Radlast p auf Hohlsteife 1 sowie den der Laststellung entspre-
chenden Teilwerten auf den Hohlsteifen 2 und 3. Für Hohlsteife 2 ergibt sich dabei (1-β)α·p so-
wie für Hohlsteife 3 der Wert von αβ·p. Die resultierenden Verformungen werden in das Quer-
system übertragen, um im Folgenden die Deckblechspannungen berechnen zu können. Dafür ist 
eine Superposition aus zwei, den Anteilen aus Krafteinleitung und Kraftweiterleitung entspre-
chenden Systemen notwendig, die hinreichend genaue Ergebnisse liefert. Für die Berechnung 
werden die folgenden, in Abb. 4-26 dargestellten Systeme verwendet. 
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Abb. 4-26: Quersysteme zur Berechnung der Deckblechspannungen 
(oben: Krafteinleitung, unten: Kraftweiterleitung) 
4.3.5 Beispiel Fall 3*: Zwei Doppelachsen mit α = 2/3 und β = 1/2 
Beispielhaft soll für den Fall 3* anhand einer Berechnung gleichfalls die Vorgehensweise aufge-
zeigt werden. Es werden zwei Radlasten der Größe 150 kN bzw. 100 kN im Abstand von 90 cm 
(entspricht 1,5a+1,5e bzw. β=1/2) mit einer jeweiligen Lastverteilungsbreite von 55 cm berück-
sichtigt. Die Parameter und die Laststellung im Längssystem werden dafür aus dem vorangegan-
genen Beispiel übernommen. Demzufolge können die Werte ψ = 1,75 als Orthotropieparameter 
sowie φFeld = 3,75 und φQT = 1,70 für die Berechnung der mittragenden Breiten beibehalten wer-
den. Mit der vereinfachten Annahme, bei zwei Radlasten nur die Hälfte der Diagrammwerte an-
zusetzen, ergeben sich die Breiten zu: 
          
      
 
         (4.48) 
       
       
 
         (4.49) 
Da zusätzlich die Bedingung (4.14) eingehalten werden muss, wird der Wert der mittragenden 
Breite im Stützbereich nach dem üblichen Verfahren (vgl. [21] bzw. [144]) ermittelt. Damit 
ergibt sich beff,QT = 42 cm als maßgebender Wert im Stützbereich. 
Die Federsteifigkeiten der benachbarten Hohlsteifen können ebenso beibehalten werden, da sich 
das System gegenüber dem Beispiel zuvor nicht ändert. Nach der Definition müssen zur Ermitt-
lung der Stabbettungen die Querkraftwerte Q1 und Q2 bestimmt werden, d.h. es sind zwei Quer-
systeme zu betrachten. Für den ersten Fall können das System und das Ergebnis für Q1 aus Abb. 
4-14 verwendet werden, da es sich hierbei um die Hohlsteife mit der direkten Beanspruchung 
durch die Radlast handelt. Die Querkraft Q2 wird über das System nach Abb. 4-27 ermittelt. Die-
ses entspricht dem Ansatz nach Fall 2 und erfordert eine Einheitsverschiebung an zwei Hohlstei-
fen. Mit den Werten Q1 = 338 N/cm und Q2 = 309 N/cm können die Stabbettungen für die Hohl-
steifen mit den Gleichungen für Fall 3* nach Tabelle 4-4 bestimmt werden. 
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Abb. 4-27: Querkraftverlauf in N/cm im Quersystem infolge zweier Einheitsverschiebungen 
   
      
      
  
             
             
       
  
   




     
           
  
   




Die drei Bettungen werden zur Bestimmung der Durchbiegungen der Hohlsteifen benötigt, um 
die Deckblechspannungen berechnen zu können. Die maßgeblichen Normalspannungen in 
Längsrichtung treten an Hohlsteife 1 auf. 
Tabelle 4-5: Längsspannungen der Hohlsteifen für Fall 3* 
 Hohlsteife 1 FEM (HS 1) Hohlsteife 2 Hohlsteife 3 
Stabbettung [kN/m²] 5.462 - 0 3.090 
Belastung [kN/m] 272,70 - 90,91 90,91 
Mittragende Breite [cm] 84,50 - 60,00 84,50 
Feldmitte     
σx,oben [N/mm²] -40,17 -32,32 -23,37 -14,90 
σx,unten [N/mm²] +150,42 +149,80 +66,79 +55,80 
Verschiebung [mm] 5,10 5,50 2,40 1,90 
Radmitte     
σx,oben [N/mm²] -37,93 -31,24 -21,48 -13,92 
σx,unten [N/mm²] +142,04 +144,59 +61,40 +52,11 
Verschiebung [mm] 4,60 5,00 2,10 1,70 
Querträger     
σx,oben [N/mm²] +42,52 +24,27 +18,09 +15,48 
σx,unten [N/mm²] -96,39 -97,61 -41,01 -35,09 
 
Die Deckblechspannungen werden auch in diesem Beispiel nach Krafteinleitung und Kraftwei-
terleitung getrennt berechnet. Dafür kommen die Systeme aus Abb. 4-26 zur Anwendung, mit 
denen eine Superposition an jeder Stelle im Deckblech erfolgen kann. Die Plattenfaktoren für die 
Spannungen aus Krafteinleitung bleiben aufgrund der gleichen Lastverteilung unverändert bei 
0,93 (Feldmoment) und 0,98 (Stützmomente). Für vier Punkte im Deckblech (siehe Abb. 4-28) 
4 Optimiertes Näherungsverfahren 
57 
sind die maßgebenden Ergebnisse unter der Radlast in Tabelle 4-6 zusammengestellt. Es gilt für 
diesen Lastfall gleichermaßen, dass Punkte außerhalb der Radlast untersucht werden können, 
indem die Werte aus der Krafteinleitung entfallen. 
 
Abb. 4-28: Spannungspunkte im Quersystem des Beispiels 











4,60 mm / 2,10 mm / 
1,70 mm 
- - 
σy,Feld I [N/mm²] +91,64 +58,63 +150,27 +146,04 
σy,Feld II [N/mm²] +61,46 +0,17 +61,63 +66,75 
σy,Steg I,innen [N/mm²] -5,39 -61,50 -66,89 -78,71 
σy,Steg I,außen [N/mm²] -6,41 -94,13 -100,54 -96,50 
σy,Steg II,außen [N/mm²] -88,24 +0,67 -87,57 -103,58 
σy,Steg II,innen [N/mm²] -83,79 +3,42 -80,37 -91,79 
4.3.6 Vergleich der Ergebnisse 
Mit dem hier beschriebenen, optimierten Verfahren können die Berechnungsergebnisse nach 
der FEM auch für den komplexen Lastfall 3* sehr gut angenähert werden. Deutlich wird, dass es 
nur bei kurzen Querträgerabständen zu leichten Abweichungen kommt. Bei dem betrachteten 
Lastfall liegt das Zentrum beider Radlasten in Feldmitte, sodass sich die Lastflächen bei kurzen 
Feldlängen in Querträgernähe befinden. Da die Lasten hier größtenteils direkt in Längsrichtung 
weitergeleitet werden und keine ausgeprägte Querverteilung stattfindet, kommt die Bettung 
nicht zum Tragen und kann in diesem Fall auch vernachlässigt werden. Daraus ergeben sich 
größere Spannungen, die auf Höhe der Ergebnisse nach dem üblichen Verfahren liegen. Bei grö-
ßer werdenden Querträgerabständen können die FEM-Ergebnisse mit dem optimierten Verfah-
ren gut angenähert werden, wobei die Diskrepanz zum üblichen Verfahren kleiner ausfällt als 
bei Beispiel 1, da sich die Stabbettung aufgrund der zweiten Radlast reduziert. Dennoch sind die 
Abweichungen weiterhin signifikant (siehe Abb. 4-29, Abb. 4-30). Hinsichtlich der Deckblech-
spannungen bietet das optimierte Verfahren trotz der integrierten Vereinfachungen ebenfalls 
sehr gute Näherungen (Abb. 4-31), während das übliche Verfahren z.T. erheblich von den FEM-
Ergebnissen abweicht. Deutlich wird dies bei den Spannungen in Feld II und an Steg II (Abb. 
4-32). Grundsätzlich treten an den Stegen etwas höhere FE-Spannungen auf, da es an den Ver-
bindungslinien mehrerer Flächenelemente zu Spannungsspitzen kommt. 
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Abb. 4-29: Normalspannungen unter der Radlast 
(Fall 3*, LF Feldmitte, Hohlsteife 1) 
 
Abb. 4-30: Normalspannungen am Querträger 
(Fall 3*, LF Feldmitte, Hohlsteife 1) 
 
Abb. 4-31: Vergleich der Normalspannungen im Deckblech (Fall 3*, LF Feldmitte, Feld I und Steg I) 
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Steg II innen (optimiert)
Steg II außen (FEM)
Steg II innen (FEM)
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4.3.7 Validierung des Superpositionsansatzes 
Verformungsberechnung über Ansätze 
Im Folgenden soll der Superpositionsansatz über die berechneten Verformungen validiert wer-
den. Infolge der getroffenen Annahmen bestehen Abhängigkeiten zwischen den Verformungen 
w1, w2 und w3 der einzelnen Hohlsteifen sowie hinsichtlich der Bettungen k1, k2 und k3. Demnach 
muss eine Auswertung dieser Zusammenhänge zu gleichen Ergebnissen führen wie die Stab-
werksberechnung. Die tatsächlich auftretenden Gesamtverformungen w1, w2 und w3 an den 
Hohlsteifen sind durch die Gleichungen (4.28), (4.34) und (4.38) gegeben. Die Beziehung zwi-
schen den Verformungsansätzen   ,    und    stellt Gleichung (4.20) dar. Ziel ist es, die Ver-
formungen w2 und w3 in Abhängigkeit von w1 auszudrücken. Dazu wird zunächst Gleichung 
(4.29) umgestellt: 
   
  
     
 (4.50) 
Durch Einsetzen der Beziehungen in die zuvor genannten Gleichungen ergibt sich für die Ver-
formungen an den Hohlsteifen 2 und 3: 
   
       
     
    (4.51) 
   
     
     
    (4.52) 
Gemäß dem vorangegangenen Beispiel sollen diese Verformungen über den im Stabwerk in 
Feldmitte berechneten Wert von w1 (5,10 mm) bestimmt werden. Für den hier vorliegenden 
Fall 3* gelten die Werte α = 2/3 und β = 1/2, sodass γ = δ = 1/3 (nach Gleichung (4.18) und 
(4.19)) resultiert. Mit den im Quersystem für die Bettung ermittelten Querkräften 
Q1 = 338 N/cm und Q2 = 309 N/cm können   und schließlich w2 und w3 berechnet werden. 
  
     
  
 
       
   
         (4.53) 
   
        





       
 
               (4.54) 
   
 
  
       
 
  
       
 
               (4.55) 
Verglichen mit den Ergebnissen aus der Stabwerksberechnung (w2 =2,40 mm und w3 =1,90 mm; 
vgl. Tabelle 4-5) können sehr gute Übereinstimmungen festgestellt werden. Daraus wird ge-
schlossen, dass die für den Fall mit zwei nah beieinander stehenden Radlasten getroffenen An-
nahmen gut geeignet sind, um die Zusammenhänge zwischen den Hohlsteifen zu beschreiben. 
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Überprüfung weiterer Laststellungen 
Für das zuvor betrachtete Beispiel mit einem Querträgerabstand von 4 m werden außerdem die 
Ergebnisse aus weiteren Laststellungen mit Werten für den Positionsfaktor von β = 1/4 und 
β = 3/4 dargelegt (hier mit α = 1). Es wird deutlich, dass auch bei dieser sehr komplexen Last-
verteilung gute Übereinstimmungen mit den Ergebnissen der FEM erzielt werden können (siehe 
Tabelle 4-7). Die etwas größeren FE-Spannungen in Querrichtung sind tolerierbar und Folge von 
Spannungsspitzen. Folglich kann festgehalten werden, dass das Nullsetzen der Bettung k2 bzw. 
k3 bei rechnerisch stark negativen Werten dennoch zu guten Ergebnissen führt. 
Tabelle 4-7: Vergleich der Berechnungsergebnisse von Stabwerk und FEM 
bei L = 4 m, α = 1 und verschiedenen Werten für β 
 β = 1/4 β = 3/4 
 Stabwerk FEM Stabwerk FEM 
Längsrichtung 
(Hohlsteife 1) 
    
σx,oben [N/mm²] +151,26 +152,04 +140,81 +146,67 
σx,unten [N/mm²] -40,40 -36,30 -37,60 -32,48 
Querrichtung     
σy,Feld I [N/mm²] +139,02 +138,42 +146,88 +154,38 
σy,Steg I,innen [N/mm²] -64,18 -82,17 -69,86 -80,08 
σy,Steg I,außen [N/mm²] -97,43 -101,38 -104,16 -98,08 
σy,Steg II,außen [N/mm²] -133,84 -149,50 -129,28 -147,63 
σy,Steg II,innen [N/mm²] -101,05 -120,83 -141,14 -151,46 
 
4.4 Weitergehende Betrachtungen 
4.4.1 Weitere Lastfälle 
Neben dem Doppelachs-System können auch weitere Laststellungen mit dem Verfahren berech-
net werden. Bei Betrachtung einer einzelnen Achslast oberhalb einer Hohlsteife ergibt sich aus-
schließlich eine andere mittragende Breite, die über die Diagramme im Anhang A ermittelt wer-
den kann. Der weitere Rechenweg erfolgt äquivalent. Die Berechnung der Spannungen bei einer 
um (a+e)/2 – versetzten Radlast ist ebenfalls möglich und kann über die Ansätze aus Fall 2 er-
folgen. Während die Federsteifigkeiten der einzelnen Hohlsteifen für das Quersystem nach wie 
vor gleichermaßen berechnet werden, wird für die Stabbettung des Längssystems der Ansatz 
nach Abb. 4-19 betrachtet. Diese nimmt demnach den gleichen Wert wie in Fall 2 an. Im Unter-
schied dazu können die Werte der Radlasten sowie der mittragenden Breite im Längssystem 
halbiert werden, da eine Lastverteilung auf zwei Hohlsteifen angenommen wird. Für die Kraft-
einleitungsspannungen im Quersystem muss die Last entsprechend verschoben werden, um die 
Berechnung durchzuführen. 
4 Optimiertes Näherungsverfahren 
61 
4.4.2 Besonderheiten 
Wie bereits im Abschnitt 4.3.6 beschrieben, kommt es bei auflagernahen Radlasten nur zu einer 
geringen Querverteilung innerhalb der Platte. Der Großteil der Kräfte wird direkt in Längsrich-
tung auf die Querträger übertragen. Die Funktion der Stabbettung ist jedoch dadurch definiert, 
die Querverteilung auf die anderen Hohlsteifen zu simulieren. Demzufolge ist die Bettung nicht 
zwingend erforderlich, wenn die Radlasten nahe dem Querträger angeordnet sind. Um die ma-
ximalen Stützmomente für den Lastfall zu erhalten, bei dem die Räder der Doppelachse vor und 
hinter einem Querträger positioniert sind, wird empfohlen die Bettung zu vernachlässigen. Wie 
der Vergleich von Abb. 4-33 und Abb. 4-34 zeigt, können grundsätzlich bessere Ergebnisse mit 
dieser Variante erzielt werden, auch wenn einige Spannungen z.T. dennoch Abweichungen zu 
den FE-Berechnungen aufweisen. 
Es ist jedoch auch festzuhalten, dass dieser Lastfall nicht zwingend maßgeblich ist, da die Span-
nungen im Stützbereich infolge des Beispiels aus Abschnitt 4.2.5 und der im Feld positionierten 
Radlasten höher ausfallen. Dies gilt vor allem bei größeren Stützweiten ab 3 m. Das Verfahren 
mag hier an Grenzen stoßen, ohne dass eine pauschale Aussage zur Bewertung getroffen werden 
kann. Bei veränderten Steifigkeitsverhältnissen von Hohlsteife und Querträger können sich die 
Ergebnisse genauer darstellen. Für ein weiteres Beispiel, bei dem die Hohlsteifen im Vergleich 
zu den Querträgern weniger steif sind, lassen sich die Ergebnisse aus der FE-Berechnung besser 
annähern (Anhang A.3). 
 
Abb. 4-33: Normalspannungen am Querträger 
(Fall 1, LF über QT, mit Stabbettung) 
 
Abb. 4-34: Normalspannungen am Querträger 
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4.5 Zusammenfassung 
In diesem Kapitel wurde ein optimiertes Näherungsverfahren vorgestellt, mit dem die Span-
nungsermittlung an der orthotropen Fahrbahnplatte mit Trapezhohlsteifen durchgeführt wer-
den kann. Es zeichnet sich dadurch aus, dass alle Berechnungen an einfachen Stabwerksmodel-
len durchgeführt werden können. Hierbei spielt vor allem die Belastung durch auf kleine Flächen 
konzentrierte Radlasten eine wesentliche Rolle. Der Vergleich der mithilfe des Verfahrens ermit-
telten Ergebnisse mit FEM-Berechnungen am dreidimensionalen Faltwerk zeigte für alle Fälle 
gute bis sehr gute Übereinstimmungen. 
Ein Aspekt der Optimierung ist der Ansatz einer vergrößerten mittragenden Breite. Bei Belas-
tung einer Hohlsteife unter der Radlast kann eine größere Deckblechbreite für die Tragwirkung 
angesetzt werden als die geometrische Breite zwischen zwei Hohlsteifen. Für Kantenlängen von 
40 cm und 55 cm der Radaufstandsflächen wurden die mittragenden Breiten im Feld- und Stütz-
bereich bestimmt und in Diagrammen zusammengestellt. Es wurde festgestellt, dass die resul-
tierenden Ergebniswerte ausschließlich von der Stützweite und dem Orthotropieparameter der 
Platte abhängen. 
Die wesentliche Verbesserung gegenüber anderen Näherungsverfahren kann mit der Integration 
einer Stabbettung ins Längssystem erzielt werden. Diese wird aus der Schubkraftübertragung 
auf die benachbarten Hohlsteifen ermittelt und repräsentiert deren unterstützende Wirkung. So 
kann in einem Durchlaufträgersystem die Plattentragwirkung berücksichtigt werden. Mit der 
daraus bestimmten Durchbiegung können im Quersystem zudem die Deckblechspannungen 
berechnet werden. 
Es wurden verschiedene Lastfälle mit einem Rad und zwei benachbarten Radlasten untersucht 
und rechnerisch ausgewertet. Für den ersten Fall konnten die Ergebnisse der FEM-
Berechnungen sehr gut angenähert werden. Auch für den deutlich komplexeren Fall mit zwei 
Rädern zeigt der Vergleich gute Übereinstimmungen. Das beschriebene Näherungsverfahren 
erreicht in den meisten Fällen einer FE-Berechnung ähnlichere Ergebnisse als ein übliches, zum 
Vergleich herangezogenes Verfahren. 
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5 Untersuchungen zu den Werkstoffen 
Die experimentellen Untersuchungen waren so angelegt, dass Kombinationen aus verschiedenen 
Kohlenstofffasern und Harzsystemen untersucht wurden. Insgesamt wurden neben drei Epoxid-
harzsystemen, für deren Wahl eine sehr lange Topfzeit das wesentliche Kriterium war, eine 
hochfeste und eine ultra-hochmodulige Faser verwendet. Zunächst wurden die mechanischen 
Eigenschaften der Laminate in Zugversuchen bestimmt. Des Weiteren sind Zugversuche mit 
CFK-verstärkten Stahlproben durchgeführt worden, die Aufschluss über die erreichbare Span-
nungsreduzierung geben konnten. Hierbei wurde auch der Unterschied zwischen getemperten 
und nicht getemperten Proben erfasst. 
5.1 Materialien 
5.1.1 Kohlenstofffasern 
Es wurden zwei verschiedene Kohlenstofffasern verwendet, um das Verhalten beim Einsatz als 
Verstärkung zu vergleichen. Zum einen kam die hochfeste (HT) Faser TRH 50 60M zum Einsatz, 
die eine sehr hohe Zugfestigkeit aufweist. Dementgegen steht der niedrige E-Modul, der i.d.R. 
einen Mehreinsatz an Fasern verlangt, um Stahlstrukturen zu verstärken. Die zweite Faser ist die 
ultra-hochmodulige (UHM) Dialead K63712 mit einem sehr großen E-Modul, aber einer kleinen 
Bruchdehnung. Hersteller beider Fasern ist Mitsubishi, wobei unterschiedliche Verfahren zur 
Anwendung kommen. Die HT-Faser basiert auf der Textilfaser PAN, der Ausgangsstoff der UHM-
Faser hingegen ist Pech. Neben den Eigenschaften ist ein weiterer Grund für die Wahl beider 
Fasertypen, dass sie jeweils als fertiges UD-Gelege von der Rolle geliefert wurden. So konnten 
die Laminate großflächig hergestellt werden. Die Eigenschaften der Fasern sind in Tabelle 5-1 
zusammengefasst. 
Tabelle 5-1: Eigenschaften der gewählten Fasern 
 Faser I: 
TRH 50 60M 
Faser II: 
Dialead K63712 
Dichte 1,81 g/cm³ 2,12 g/cm³ 
Anzahl Filamente 60.000 12.000 
Durchmesser Filament 6 μm 11 μm 
Feinheit 3.200 tex 2.000 tex 
Gelege (Flächengewicht/Breite) 600 g/m², 55 cm 450 g/m², 63,5 cm 
E-Modul (Zug) 250.000 N/mm² 640.000 N/mm² 
Zugfestigkeit 4.830 N/mm² 2.600 N/mm² 
Bruchdehnung 1,9 % 0,4 % 
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5.1.2 Harzsysteme 
Als Harzsysteme wurden drei verschiedene Epoxidharze ausgewählt. Der späteren Anwendung 
entsprechend bildete eine möglichst lange Topfzeit das entscheidende Kriterium. Des Weiteren 
war eine geringe Mischviskosität vorzusehen, um die vollständige Benetzung der Fasern sicher-
zustellen. Eine Besonderheit ist das Harz III, mit der vom Hersteller angegebenen Information 
einer nicht ausgeprägten Sprödigkeit auch bei Aushärtungstemperaturen unter 20 °C. Dieser 
Punkt ist insofern interessant, da eine Temperung zum Erreichen der mechanischen Eigenschaf-
ten nicht zwingend erforderlich ist. Eine Übersicht der von den Herstellern angegebenen Eigen-
schaften ist in Tabelle 5-2 dargestellt. Die Querkontraktionszahl für Epoxidharze liegt üblicher-
weise bei 0,35 [60]. 
Tabelle 5-2: Eigenschaften der gewählten Harzsysteme 
 Harzsystem I: 
Axson Epolam 2017 





R+G Epoxydharz L 
Härter GL 2 
Mischviskosität 350 mPas 300 mPas 250 mPas 
Topfzeit 160 min 300 min 210 min 
Dichte (ausgehärtet) 1,16 g/cm³ k.A. 1,15 g/cm³ 
E-Modul (Zug) 3.200 N/mm² 3.500 N/mm² 3.057 N/mm² 
Querkontraktionszahl 0,35 0,35 0,35 
Schubmodul 1.185 N/mm² 1.296 N/mm² 1.132 N/mm² 
Zugfestigkeit 68 N/mm² k.A. 75 N/mm² 
Bruchdehnung 6,0 % k.A. 4,5 % 
Empfohlene 
Temperung 
2 h bei 60 °C 
8 h bei 80 °C 
2 h bei 50 °C 
12 h bei 95 °C 
5 h bei 70 °C 
5 h bei 80 °C 
5.1.3 Herstellung der Probekörper 
Zur Bestimmung der mechanischen Eigenschaften der Laminate wurden Zugversuche durchge-
führt. Die Probekörper sind dafür gemäß der Normen DIN EN ISO 527-1 [145] bzw. DIN EN ISO 
527-5 [146] angefertigt und geprüft worden. Dazu wurden vier bzw. fünf Lagen der UD-Gelege 
für ein Laminat verwendet, um etwa gleiche Massenanteile an Fasern zu erhalten (vgl. Tabelle 
5-3) und mittels Vakuuminfusionsverfahren mit den oben genannten Harzen getränkt. Die tro-
ckenen Lagen wurden auf einem Abreißgewebe, welches sich später vom Harz lösen lässt und 
für das Entformen benötigt wird, übereinander geschichtet und auf einer Temperierplatte posi-
tioniert. Darauf wurden ein weiteres Abreißgewebe und eine Fließhilfe zur besseren Verteilung 
des Harzes gelegt. Das Vakuum wurde mithilfe einer Pumpe in dem mit Dichtbändern und Folie 
verschlossenen Laminat erzeugt (siehe Abb. 5-1). Nach Überprüfung der Luftdichtheit konnte 
die Tränkung mit dem Harz beginnen. 
Bei den ersten Versuchen, die Laminate herzustellen, traten Probleme auf. Aufgrund der großen 
Fläche und der Ausrichtung als UD-Gelege war es nicht möglich, die Fasern vollständig zu trän-
ken. Es wird angenommen, dass das erzeugte Vakuum eine zu starke Kompression der Fasern 
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zur Folge hatte, sodass das Harz nicht alle Zwischenräume bis zu den unteren Lagen füllen konn-
te (siehe Abb. 5-2). Dieser Effekt wurde durch die aufgelegte Fließhilfe zusätzlich begünstigt, da 
sie das Harz durch die oberen Lagen leitete. Abhilfe konnte durch zwei Maßnahmen geschafft 
werden. 
Einerseits wurde die zu tränkende Laminatfläche halbiert, d.h. es wurden zwei Laminate mit je 
der halben Rollenbreite nebeneinander hergestellt. Zum Anderen endete die Fließhilfe weiter 
vom Abguss entfernt, um das Harz nicht zu schnell über die Fasern zu führen. Dennoch waren 
die Hohlräume zwischen den Fasern durch die gegebenen Umstände sehr eng, weshalb die Harz-
infusion bis zu einer Stunde dauern konnte. Beim späteren Tränken des Schlauches zur Verstär-
kung der Hohlsteife (Abschnitt 6.1.3) trat dieses Problem nicht auf, da der Querschnitt deutlich 
schmaler war und keine Fließhilfe verwendet wurde. 
Für die Mischung von Harz und Härter kam das Labormischsystem SpeedMixer zum Einsatz, das 
mit einer doppelten Rotation des Mischbechers unter Vakuum ein homogenes und blasenfreies 
Ergebnis erzielte. Die so gefertigten Laminate mit Abmessungen von 275 mm x 360 mm und 
315 mm x 360 mm wurden anschließend entsprechend der Herstellerangaben getempert. Für 
die Zugversuche sind zusätzliche Elemente aus CFK/GFK an den Randbereichen der ausgehärte-
ten Laminatplatten angebracht worden, die der Krafteinleitung dienten und eine Schädigung der 
Proben durch die Spannbacken der Prüfmaschine verhinderten. Hierfür wurde der zähelastische 
Zweikomponenten-Konstruktionsklebstoff 3M Scotch Weld DP 490 verwendet. 
 
Abb. 5-1: Abgedichtetes und unter Vakuum gesetztes 
Laminat vor der Harzinfusion 
 
Abb. 5-2: An der Unterseite trocken gebliebenes La-
minat nach der Aushärtung 
Nach der vollständigen Aushärtung von mindestens sieben Tagen konnten aus den Platten die 
Zugproben zugeschnitten werden (siehe Abb. 5-3). Sie entsprachen dem „Typ A“ nach [146] mit 
einer Abweichung bei der Dicke, da diese nach den rechnerischen Vorgaben der Verstärkung 
gewählt wurde. Die Faservolumengehalte der Laminate wurden über eine chemische Extraktion 
mit Peroxo-monoschwefelsäure bestimmt. 
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Abb. 5-3: Darstellung der CFK-Zugproben 
Tabelle 5-3: Aufbau der Laminate 
 TRH 50 60M Dialead K63712 
Anzahl Lagen 4 5 
Dicke Laminat 2,40 mm 2,50 mm 
Abmessungen 275 mm x 360 mm 315 mm x 360 mm 
Querschnittsfläche Proben 36,0 mm² 37,5 mm² 
Faservolumengehalte 52,3 % - 54,0 % 40,3 % - 42,5 % 
5.2 Zugversuch CFK-Laminate 
Die Proben wurden so in die Prüfmaschine eingespannt, dass sich die Krafteinleitungselemente 
vollständig zwischen den Spannbacken befanden (siehe Abb. 5-6). Die genauen Längenänderun-
gen konnten mit Feindehnungsmessern bei einer Messlänge von 50 mm gemessen werden. Die 
Bestimmung des E-Modul erfolgte bei einer Prüfgeschwindigkeit von 0,50 mm/min im Bereich 
von 0,05 % bis 0,25 % als Sekantenmodul (vgl. [145]). Die weitere Prüfgeschwindigkeit wurde 
danach auf 2,00 mm/min erhöht. Da es beim Einspannvorgang zu großen Druckkräften in den 
Proben und damit einhergehenden Verformungen kam, begann die Messung erst ab einer 
Vorkraft von +200 N. Einige Proben sind dennoch bereits beim Spannen vor der Prüfung gebro-
chen. Da der Spanndruck zudem begrenzt war, um die Krafteinleitungselemente nicht zu zerdrü-
cken, kam es trotz zyklischen Nachspannens im oberen Kraftbereich zum Rutschen mancher 
Proben. Auf die Ergebnisse, die vollständig im Anhang B zusammengestellt sind, wird im Fol-
genden eingegangen. 
5.2.1 Prüfserie A-C 
In den Prüfserien A, B und C sind Zugproben bestehend aus Faser I und den drei Harzen geprüft 
worden. Der erzielte Faservolumengehalt lag zwischen 52-54 % (vgl. Anhang C). Das überwie-
gende Versagensverhalten waren Faser- und Zwischenfaserbrüche, die zu einem Zerbersten der 
Laminatstruktur führten. Ein beispielhaftes Spannungs-Dehnungs-Diagramm ist in Abb. 5-4 dar-
gestellt. 
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Abb. 5-4: Spannungs-Dehnungs-Diagramm der 
Probe C8 (Faser I und Harz III) 
 
Abb. 5-5: Aufzeichnungen der Feindehnungsmes-
ser und der Traverse als Spannungs-Dehnungs-
Diagramm der Probe C8 (Faser I und Harz III) 
Der scheinbare Steifigkeitsverlust bei etwa 1.500 N/mm² ist keine Folge eines Versagens im 
Laminat, sondern hängt damit zusammen, dass die Feindehnungsmesser zum Schutz abgesetzt 
wurden. Die weitere Dehnungsermittlung erfolgte dann umgerechnet über den Traversenweg 
und führte zu einer Abflachung der Kurve im Diagramm. Dieser Zusammenhang ist in Abb. 5-5 
ersichtlich. Ab dem Absetzpunkt bei 1.500 N/mm² (≙ 55 kN) verlaufen die nominellen Dehnun-
gen beider Aufzeichnungen identisch. Die Differenz zuvor ergibt sich aus der Nachgiebigkeit der 
Prüfmaschine, die bei der Messung über den Traversenweg eine wesentliche Rolle spielt. Bei 
einer Nachgiebigkeit von annähernd Null wären die Verläufe gleich. Da beide Kurven bis zum 
ersten Faserbruch näherungsweise linear ansteigen, ist davon auszugehen, dass die Abflachung 
der blauen Kurve nicht real existent, sondern einzig eine Folge des Übergangs auf den roten Ver-
lauf ist. Das sogenannte „Knie“ im Spannungs-Dehnungs-Verlauf tritt bei UD-Laminaten nicht 
auf.  
Mit zunehmender Dehnung erfolgten stetig Brüche einzelner Fasern, die jeweils einen kurzzeiti-
gen Spannungsabfall nach sich zogen. Darauffolgend konnten erneute Kraftanstiege verzeichnet 
werden bis das Laminat schließlich im Ganzen versagte (siehe Abb. 5-7). Dieser Bereich im Spa-
nungs-Dehnungs-Verlauf lässt sich aufgrund der alleinigen Messung über den Traversenweg nur 
schwerlich einordnen, wird im Weiteren jedoch auch nicht von Bedeutung sein, da der erste 
Faserbruch als Versagenskriterium gilt. Zwischen den Proben mit unterschiedlichen Harzen 
ließen sich hinsichtlich der Maximalkraft keine relevanten Unterschiede im Zugversuch feststel-
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Abb. 5-6: Eingespannte Zugprobe 
 
Abb. 5-7: Gebrochene Zugprobe nach Prüfung 
Tabelle 5-4: Mittelwerte der Ergebnisse von Prüfserie A-C 
Faser I: TRH 50 60M Axson Epolam 2017 RIMR 935 R+G Epoxydharz L 
Bezeichnung Serie A Serie B Serie C 
Anzahl Proben 14 10 14 
Faservolumengehalt [%] 53,4 52,3 54,0 
E-Modul [N/mm²] 125.707 122.436 123.581 
Zugfestigkeit [N/mm²] 1.770 1.755 1.873 
Max. Kraft [kN] 63,74 63,19 67,43 
Dehnung bei Fmax [%] 2,63 2,70 2,74 
Bruchdehnung [%] 3,05 3,05 3,19 
Kraft bei Erstriss [kN] 52,64 46,53 57,42 
Dehnung bei Erstriss [%] 1,25 1,05 1,44 
 
5.2.2 Prüfserie D-F 
Mit den ultra-hochmoduligen Kohlenstofffasern konnte nur ein geringerer Faservolumengehalt 
erreicht werden. Dennoch spiegelte sich die hohe Steifigkeit der Fasern auch im E-Modul des 
Laminates wider, welcher über dem des Baustahls lag. Der progressive Verlauf der Kurve im 
Spannungs-Dehnungs-Diagramm ist in Abb. 5-8 deutlich erkennbar. 
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Abb. 5-8: Spannungs-Dehnungs-Diagramm der Probe F11 (Faser II und Harz III) 
Aufgrund der geringen Bruchdehnung gegenüber den hochfesten Fasern zeigten die UHM-
Fasern ein differentes Versagensverhalten. Dieses kann als ausgeprägt spröde bezeichnet wer-
den, da es keinerlei Vorankündigung gab. Es war kein Reißen einzelner Fasern ersichtlich, folg-
lich führte die maximale Kraft zum sofortigen Bruch an ein oder zwei Punkten im Laminat (siehe 
Abb. 5-9). Bei der Mehrzahl der Proben kam es zu direkten Faserbrüchen, ohne dass ein Zerbers-
ten wie in den Serien A-C auftrat. Daher konnten die Feindehnungsmesser über die gesamte 
Messung angesetzt bleiben. Bei einigen Proben ereigneten sich zusätzlich Zwischenfaserbrüche 
längs des Laminates. Diese können auf eine geringere interlaminare Scherfestigkeit zurückge-
führt werden (vgl. [147]). Die Zugfestigkeit lag erwartungsgemäß unter den Werten der hochfes-
ten Fasern. Wie Tabelle 5-5 zudem zu entnehmen ist, gab es kaum numerische Unterschiede in 
den ermittelten Ergebnissen. 
Tabelle 5-5: Mittelwerte der Ergebnisse von Prüfserie D-F 
Faser II: 
Dialead K63712 
Axson Epolam 2017 RIMR 935 R+G Epoxydharz L 
Bezeichnung Serie D Serie E Serie F 
Anzahl gültige Proben 8 16 18 
Faservolumengehalt [%] 42,5 40,9 40,3 
E-Modul [N/mm²] 249.082 253.649 248.174 
Zugfestigkeit [N/mm²] 854 806 821 
Max. Kraft [kN] 32,04 30,23 30,80 
Dehnung bei Fmax [%] 0,35 0,34 0,33 
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Abb. 5-9: Typisches Bruchbild der Probenserien D-F mit Detailansicht 
5.2.3 Numerische Untersuchung 
Die in den Zugversuchen ermittelten Spannungs-Dehnungs-Kurven der Laminate werden für die 
Materialmodelle innerhalb einer FEM-Berechnung mit dem Programm RFEM von Dlubal ver-
wendet. So können sowohl die Prüfungen der reinen CFK-Laminate als auch die den Stahl ver-
stärkenden Proben verifiziert werden. 
Für beide Prüfserien soll der Zugversuch mit zwei definierten Materialmodellen verglichen wer-
den. Zum einen wird der tatsächlich aufgezeichnete, leicht ansteigende Kurvenverlauf aus den 
Versuchen als ein nichtlinear elastisches Modell4 mit anschließendem Plastizitätsbereich vorge-
geben. In der Software RFEM kann dabei für eine selbst definierte Kurve nur ein isotropes Mate-
rial festgelegt werden. Der plastische Bereich, für den die Fließbedingungen auf der Gestaltände-
rungshypothese nach VON MISES basieren (gemäß Gleichung (5.1)), wird als ideal (ohne Ver-
festigung) definiert. Im weiteren Verlauf wird dieses Modell als „Materialmodell I“ bezeichnet. 
      
    
           
  (5.1) 
Für den Werkstoff CFK ist die Festlegung "isotrop" nicht exakt. Da es sich jedoch zunächst um 
einen axialen Zugversuch handelt, bei dem keine Kräfte und Spannungen in Querrichtung auftre-
ten, verbleibt für die Dehnungen in Längsrichtung lediglich der Term σx/E∥ aus der Nachgiebig-
keitsmatrix (vgl. Gleichung (3.10) in Abschnitt 3.3.2 mit σ1 = σx). Für die Querdehnungen εy erge-
ben sich dann keine korrekten Werte, die aber auch keine weitere Verwendung finden. Wie 
damit hinsichtlich der Berechnung der verstärkten Stahlbleche zu verfahren ist, wird im weite-
ren Verlauf noch analysiert. 
Ein zweites Materialmodell wird als linear, ideal elastisch mit orthotropen Eigenschaften festge-
legt und basiert auf dem gemessenen E-Modul des Zugversuches. Die Spannungen und Dehnun-
gen in der Querrichtung (σy, εy) bleiben im axialen Zugversuch hier zunächst unberücksichtigt. 
Auf die Ermittlung der erforderlichen Steifigkeiten (Ey, G) wird am Ende des Kapitels eingegan-
gen. Dieses Modell wird im Folgenden als „Materialmodell II“ bezeichnet. 
5.2.3.1 Prüfserie C – Faser I 
Im Folgenden werden beispielhaft die Ergebnisse der Prüfserie C gegenübergestellt. Für die Er-
stellung des Materialmodells der hochfesten Faser muss eine Anpassung im Spannungs-
                                                             
4 Die Bezeichnung soll verdeutlichen, dass es sich nicht um ein linear ideal elastisches Modell handelt. 
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Dehnungs-Verlauf vorgenommen werden, denn die durch das Absetzen der Feindehnungsmes-
ser entstandene Abflachung der Kurve ist real nicht vorhanden. Vielmehr ist davon auszugehen, 
dass der geradlinige bzw. leicht progressive Anstieg bis zu den ersten Faserbrüchen weiter ver-
läuft. In Abb. 5-10 ist der original aufgenommene Kraft-Dehnungsverlauf (blau) dargestellt. Die 
Anpassung erfolgt, indem der blaue Verlauf vom Absetzpunkt der Feindehnungsmesser (hier: 
50 kN) bis zu den ersten Faserbrüchen linear weitergeführt wird (grün). Dies ist der maßgeben-
de Punkt für die weiteren Betrachtungen, da bei der Verstärkung des Stahls kein Teilversagen 
auftreten soll. 
Der Verlauf ab dem Erstriss ist daher nicht weiter von Bedeutung. Er lässt sich zudem nicht ein-
deutig interpretieren, da er zur Messung des Traversenwegs gehört. Es ist zu vermuten, dass die 
Bruchdehnung vom Wert geringer ist, da die Kurve auch die Nachgiebigkeit der Prüfmaschine 
beinhaltet. 
 
Abb. 5-10: Anpassung des Kraft-Dehnungs-Verlaufes der Probe C1 (Faser I und Harz III) 
Für das „Materialmodell I“ werden aus den angepassten Kurvenverläufen aller Proben Mittel-
werte gebildet und als Funktion übertragen (siehe Abb. 5-11). Wie bereits erwähnt, gilt das Auf-
treten der ersten Faserbrüche als Bemessungskriterium, welches für die Prüfserie C im Durch-
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Abb. 5-11: Angepasstes Spannungs-Dehnungs-Diagramm der Prüfserie C (Faser I und Harz III) 
Die Modellierung erfolgt mit Flächenelementen, denen die beschriebenen Materialeigenschaften 
zugewiesen werden. Sie bestehen ausschließlich aus viereckigen Elementen mit 1 mm Element-
länge und besitzen sechs Freiheitsgrade je Knoten (siehe Abb. 5-12). Aufgrund der einachsigen 
Belastung wäre alternativ auch die Verwendung eines Scheibenelementes mit drei Freiheitsgra-
den je Knoten möglich. Die Spannbacken werden über Flächenlagerungen simuliert, die einseitig 
axial verschieblich sind.  
  
Abb. 5-12: FE-Modell der CFK-Zugprobe mit Detailausschnitt 
Ab dem Erreichen des Mittelwertes für den Erstriss geht die im FEM-Programm angegebene 
Funktion des Materialmodells in ein „Fließen“ über, d.h. es ist keine weitere Kraftsteigerung 
möglich. Das reale Verhalten als „Reißen“/“Bruch“ wird nicht angewandt, da bereits das Über-
schreiten in einem FE-Punkt zum Abbruch der Berechnung führen würde. Es ist also zusätzlich 
zu überprüfen, ob die maximal aufnehmbare Spannung im maßgeblichen Querschnitt auftritt. 
Das „Materialmodell II“ wird mit dem während des Zugversuchs bei sehr kleinen Dehnungen 
zwischen 0,05-0,25 % gemessenen E-Modul erzeugt. Dieser beträgt für Serie C durchschnittlich 
123.581 N/mm². Aufgrund des progressiven Verlaufes der Spannungs-Dehnungs-Kurve nimmt 
der E-Modul bei größeren Spannungswerten jedoch zu, sodass es zu Abweichungen kommt. Ver-
gleichsweise kann eine vereinfachte Berechnung des E-Moduls über die Mischungsregel (nach 
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                                                          (5.2) 
Hier wird eine Abweichung von ca. 10 % zwischen dem im Versuch ermittelten E-Modul und 
dem berechneten deutlich. Dafür kommen mehrere Gründe bzw. eine Kombination dieser infra-
ge. Der vom Hersteller angegebene Faser-E-Modul gilt parallel zur Faserrichtung. Da nicht nur 
die Faser selbst anisotrope Eigenschaften besitzt, sondern auch das gesamte Laminat, können 
die rechnerischen Eigenschaften nur bei einer exakten Herstellung ohne jegliche Imperfektionen 
erreicht werden. Eine minimale Abweichung vom idealen Winkel beim Verlegen der trockenen 
Fasern oder beim Zusägen der Einzelproben bringt entsprechende Reduzierungen mit sich. Wei-
tere Imperfektionen können auch Faserwelligkeiten innerhalb des Laminates sein. Zudem ist der 
Faservolumengehalt der Proben als ein Grund in Betracht zu ziehen, der zwar im Labor be-
stimmt wurde, aber über die gesamte Laminatfläche leichte Schwankungen aufweisen kann. 
Ähnliche Abweichungen traten auch in anderen Veröffentlichungen auf [64; 65]. 
In Tabelle 5-6 sind die bei verschiedenen Kräften berechneten Dehnungen für den Versuch und 
die zwei betrachteten Materialmodelle zusammengestellt. Die Werte aus dem Zugversuch und 
der Berechnung mit „Materialmodell I“ liegen erwartungsgemäß sehr nah beieinander. Beim 
linearen Modell wird deutlich, dass dieses in den niedrigen Spannungsbereichen gute Ergebnisse 
liefert, welche mit zunehmender Kraft aufgrund der eigentlich progressiven Kurve jedoch etwas 
zu groß werden. 
Tabelle 5-6: Dehnungen verschiedener Modelle infolge unterschiedlicher Lasten (Serie C) 





5 kN 139 N/mm² 0,11659 % 0,11606 % 0,11239 % 
8 kN 222 N/mm² 0,18339 % 0,18287 % 0,17982 % 
30 kN 833 N/mm² 0,63941 % 0,63956 % 0,67433 % 
50 kN 1.389 N/mm² 1,03304 % 1,03340 % 1,12390 % 
55,8 kN 1.550 N/mm² 1,19109 % 1,19000 % 1,25420 % 
5.2.3.2 Prüfserie F – Faser II 
Bei der Erstellung des Materialmodells für die ultra-hochmoduligen Fasern bedarf es keiner 
vorherigen Anpassung der Werte aus dem Zugversuch, da keine Abflachung im Spannungs-
Dehnungs-Verlauf vorhanden ist. Für das „Materialmodell I“ wird die Funktion gleichermaßen 
als eine Mittelung aller Kurven mit der durchschnittlichen Zugfestigkeit (R∥ = 821,2 N/mm²) als 
Maximalwert beschrieben (siehe Abb. 5-13). Der bei kleinen Dehnungen ermittelte E-Modul für 
den Verbundwerkstoff aus Faser II und Harz III beträgt 248.174 N/mm² („Materialmodell II“). 
Nach der Mischungsregel ergibt sich auch hier ein größerer E-Modul: 
                                                            (5.3) 
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Abb. 5-13: Spannungs-Dehnungs-Diagramm der Prüfserie F (Faser II und Harz III) 
Für verschiedene Lasten sind die Dehnungswerte in Tabelle 5-7 zusammengestellt. Während 
Zugversuch und Modell I auch für diesen Fall kaum voneinander abweichen, liefert bei der linea-
ren Anpassung das „Materialmodell II“ auch bei höheren Spannungen gute Werte. 
 
Tabelle 5-7: Dehnungen verschiedener Modelle infolge unterschiedlicher Lasten (Serie F) 





5 kN 133 N/mm² 0,06643% 0,06610 % 0,05373 % 
10 kN 267 N/mm² 0,12303% 0,12300 % 0,10745 % 
17,5 kN 467 N/mm² 0,20262 % 0,20255 % 0,18804 % 
25 kN 667 N/mm² 0,27494 % 0,27489 % 0,26863 % 
30 kN 800 N/mm² 0,32480 % 0,32815 % 0,32235 % 
5.3 Stahlproben 
Die mechanischen Eigenschaften des verwendeten Stahls wurden im Zugversuch überprüft. So-
mit ließen sich der Elastizitätsmodul und das Spannungs-Dehnungs-Diagramm für spätere Be-
rechnungen bestimmen und auswerten. Als Probenkörper dienten Flachstähle, die aus den glei-
chen Blechen entnommen wurden, die später mit den Kohlenstofffasern beklebt worden sind 
(siehe Abb. 5-14). Hierbei wurde die Stahlgüte S235 JR verwendet. Die Messlänge wurde nach 
DIN EN ISO 6892-1 [148] proportional zur Querschnittsfläche gewählt: 
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Abb. 5-14: Darstellung einer Stahl-Zugprobe 
Der durchschnittliche E-Modul, der zwischen Dehnungswerten von 0,02 % - 0,10 % ermittelt 
wurde, ergab sich zu 201.039 N/mm². Die obere Streckgrenze lag im Mittel bei 305,65 N/mm². 
Die Zugfestigkeit und die Bruchlast wurden nicht ermittelt, da sie für die weiteren Betrachtun-
gen nicht von Bedeutung sind. Die Verfestigung des Stahls begann bei ca. 2,20 % Dehnung. 
In Abb. 5-15 sind die Dehnungskurven der sechs gemessenen Proben sowie der daraus resultie-
rende, mittlere Verlauf in einem kleinen Dehnungsbereich bis 0,50 % aufgetragen. Bei Betrach-
tung des elastischen Bereiches zeigt die Elastizitätsgerade eine sehr gute Übereinstimmung mit 
dem mittleren Kurvenverlauf. Erst mit dem Erreichen der oberen Streckgrenze treten kleine 
Abweichungen von der Geraden auf. Maßgebend ist jedoch der Wert an der unteren Streckgren-
ze. Der durchschnittliche Spannungswert beträgt dabei 275 N/mm² (mit zugehöriger Dehnung 
ε = 0,137 %) und wird für das ideal elastisch-plastische Materialmodell des Stahls in den FE-
Berechnungen angesetzt (siehe Abb. 5-16). 
 
 
Abb. 5-15: Spannungs-Dehnungs-Diagramm des 
verwendeten Stahls S235 (bis 0,50 %) 
 
Abb. 5-16: Idealisierung des Spannungs-
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≈ 0,137 %E = 201.039 N/mm²
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5.4 Zugversuch verstärkte Stahlproben 
Um das Potenzial der Entlastung vom Stahl durch Verstärkungsfasern zu ermitteln, wurden 
Stahlbleche mit einem Teil der zuvor bereits untersuchten Kohlenstofffasern beklebt. Hierbei ist 
in erster Linie auf die UHM-Faser zurückgegriffen worden, die aufgrund des hohen E-Moduls für 
die vorgesehene Anwendung besser geeignet ist. Während für diese die Verstärkung mit allen 
Harzen getestet wurde, kam für die Faser I nur Harz III zum Einsatz. Anschließend wurden aus 
den beklebten Blechen Proben ausgeschnitten und erneut in einem Zugversuch geprüft.  
5.4.1 Herstellung der Probekörper 
Für die Proben wurden Stahlbleche der Stahlgüte S235 JR mit Abmessungen von 700 mm x 
500 mm bzw. 600 mm x 500 mm und einer Dicke von jeweils 5 mm verwendet. Zur Oberflä-
chenvorbereitung kam das Sandstrahlverfahren zum Einsatz, mit dem eine saubere, angeraute 
Oberfläche sichergestellt werden konnte. Die durchschnittlich dabei erzielte Rauhtiefe betrug 
28,3 μm. Das Aufbringen der Fasern konnte aus logistischen Gründen nicht direkt im Anschluss 
erfolgen, sodass jeweils 18 Stunden zwischen Strahlen und Bekleben als Zwischenzeit definiert 
wurden, in der die Bleche trocken und bei Raumtemperatur lagerten. Die Tafeln wurden mit 
Isopropanol gereinigt und konnten flächig beklebt werden. Die Lagenanzahl ist gegenüber den 
Einzellaminaten ebenso beibehalten worden wie die Vorgehensweise, die sich lediglich darin 
unterscheidet, dass die Vakuuminfusion direkt auf der Stahlplatte durchgeführt wurde. So konn-
ten Harztränkung der Fasern und Anbindung an den Stahl in einem Arbeitsschritt vollendet 
werden. Ähnlich wie bei den einzelnen Laminaten kam es beim großflächigen Bekleben zu einer 
unzureichenden Durchtränkung, sodass die Beklebungsflächen auch hier halbiert und zwei ne-
beneinander liegende Laminate je Stahlplatte hergestellt wurden. 
Abgesehen von den Laminaten mit Harz II, die vor dem Entformen auf 50 °C erwärmt werden 
mussten, fand zunächst keine Temperung statt. Erst nach dem Ausschneiden mithilfe eines Was-
serstrahlschneiders wurde ein Teil der Proben jeder Serie wie zuvor getempert. Bei dem übrigen 
Teil wurde auf die Temperung verzichtet, um Unterschiede in den Zugversuchen festzustellen. 
Die Abmessungen der Zugproben entsprechen denen der zuvor geprüften aus Stahl (siehe Abb. 
5-17). Damit ergeben sich Querschnittsflächen im maßgeblichen Bereich von 150 mm² (Stahl) 
und 75 mm² (CFK). Zum direkten Vergleich wurde die Messlänge von 69,2 mm aus der Prüfung 
des unverstärkten Stahlquerschnittes beibehalten. Einige Proben wurden zudem mit Deh-
nungsmessstreifen (DMS) beaufschlagt, um die Dehnungswerte von Stahl und CFK aufnehmen 
zu können. 
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Abb. 5-17: Darstellung einer CFK-verstärkten Stahl-Zugprobe mit DMS 
5.4.2 Ergebnisse Serien LS2 
Zunächst soll auf die Zugversuche der mit Faser II verstärkten Stahlproben eingegangen werden. 
Es zeigte sich sowohl im elastischen als auch im plastischen Bereich des Stahls eine deutliche 
Laststeigerung. Das Versagen trat auf, sobald die Kohlenstofffasern ihre Bruchdehnung erreich-
ten. Dieses Verhalten und das Bruchbild weisen darauf hin, dass sich zunächst der Faserbruch 
im CFK mit einer anschließenden, teilweisen Delamination vom Stahl ereignete (siehe Abb. 
5-18).  
  
Abb. 5-18: Typisches Bruchbild der Serie LS2 a) mit glattem Faserbruch im verengten Bereich und b) Delami-
nation zur Stahlfläche 
Im Kraft-Dehnungs-Diagramm der Prüfserie LS2_35 wird das Verhalten des gesamten Hybrid-
werkstoffes aufgezeigt (siehe Abb. 5-19). Im Rahmen des einfachen Zugversuches ist keine Un-
terscheidung zwischen den Materialien möglich, weshalb im nächsten Abschnitt auch die Proben 
mit DMS Berücksichtigung finden. Die Darstellung der Ordinatenachse als zur Dehnung zugehö-
rige Kraft hat sich als günstiger erwiesen, da die genaue Spannungsverteilung in den Materialien 
im plastischen Bereich nicht bekannt ist. 
                                                             
5 Bezeichnung der Proben: LS – Laminat auf Stahl; 2 – Faser II; 3 – Harz III 
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Abb. 5-19: Kraft-Dehnungs-Diagramm der Prüfserie LS2_3 (Faser II und Harz III) 
Nach einem ersten, linear elastischen Bereich ist im Diagramm eine deutliche Abflachung der 
Dehnungskurve während des Versuches zu erkennen6. Zu erklären ist diese mit den unter-
schiedlichen Spannungs-Dehnungs-Verläufen der beiden Einzelkomponenten Stahl und CFK, die 
als Äquivalente, d.h. als auf die Querschnittsfläche von 225 mm² angepasste Kurven, ebenfalls im 
Diagramm dargestellt sind. Ähnlich verhält sich ein UD-Laminat, bei dem sich die Einzelverläufe 
von Faser und Matrix überlagern, sodass ein mittlerer Gesamtverlauf entsteht [53]. Wie im vor-
herigen Abschnitt dargelegt, wurde das Erreichen der Streckgrenze für die Stahlzugproben in 
den Versuchen bei einer Dehnung von 0,137 % festgestellt. An diesem Punkt ist im Hybridwerk-
stoff im Mittel eine Kraft von 61 kN vorhanden (siehe Diagramm Abb. 5-19). Die folgende Abfla-
chung kennzeichnet den Fließbeginn im Stahl und führt zu einem Steifigkeitsverlust im gesam-
ten Verbundwerkstoff. Es wäre zu erwarten, dass die Kurve des Hybriden bereits hier zwischen 
denen der Einzelkomponenten liegt. Sie folgt aber zunächst der Dehnung des Stahls und verläuft 
erst ab der oberen Streckgrenze annähernd linear als Folge der stetigen Kraftaufnahme durch 
den CFK sowie der Kraftkonstanthaltung im Stahl. Das Versagen der Probe wird durch einen 
Faserbruch des Laminates im Bereich der zuvor ermittelten Bruchdehnungen erreicht. 
Auffällig ist, dass die Proben, welche getempert wurden (T), früher versagten als die, die keiner 
Wärmebehandlung unterzogen worden sind (N). Bei der Steifigkeit des Hybridwerkstoffes im 
linearen Bereich liegen erstere dagegen etwas höher. Ähnliches ist auch bei den anderen Serien 
mit Harz I und II festzustellen (siehe Abb. 5-20 und Abb. 5-21). Prinzipiell wiesen die 
ungetemperten Proben eine höhere Bruchkraft auf. Hierbei sind aber auch die ermittelten 
E-Moduln größer, wenn die Harze I und II nicht erwärmt wurden. Hinsichtlich der Maximalwer-
te sind also leichte Unterschiede zwischen den Harzen zu erkennen (siehe Tabelle 5-8). Die Ab-
weichungen der E-Moduln untereinander sind dennoch nicht gravierend. Die Ergebnisse liegen 
etwas unterhalb der rechnerischen Lösung, für die erneut die Mischungsregel angewendet wer-
den kann: 
                                                             


















Probe LS2_3-N-1 Probe LS2_3-N-2
Probe LS2_3-N-3 Probe LS2_3-N-4
Probe LS2_3-N-5 Probe LS2_3-T-1
Probe LS2_3-T-2 Probe LS2_3-T-3
Probe LS2_3-T-4 Probe LS2_3-T-5
Äquiv. CFK Äquiv. Stahl
Fließbeginn ≈ 61 kN
0,137 %
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Wie bereits bei den Zugproben des alleinigen CFKs deutlich wurde, sind Abweichungen zur 
rechnerischen Lösung kaum zu verhindern, da sie durch übliche, während der Herstellung ent-
standene Imperfektionen hervorgerufen werden. Mit Werten von < 10 % sind diese im tolerier-
baren Rahmen. 
 
Abb. 5-20: Kraft-Dehnungs-Diagramm Serie LS2_1 
 
Abb. 5-21: Kraft-Dehnungs-Diagramm Serie LS2_2 
Tabelle 5-8: Mittelwerte der Ergebnisse der Prüfserien LS2_1, LS2_2 und LS2_3 
 Serie LS2_1 Serie LS2_2 Serie LS2_3 
 N T N T N T 
E-Modul [N/mm²] 213.337 207.874 214.067 196.835 202.260 210.878 
Bruchkraft [kN] 97,71 90,63 95,11 89,45 106,08 92,90 
Bruchdehnung [%] 0,314 0,283 0,311 0,310 0,358 0,285 
 
DMS 
Die Dehnungsaufzeichnungen der beiden Einzelwerkstoffe im Zugversuch bestätigen grundsätz-
lich die zuvor beschriebenen Beobachtungen. Im linear elastischen Bereich verhalten sich auch 
die einzelnen Dehnungen gleichmäßig. Der anschließende Steifigkeitsverlust kann mit dem Ein-
tritt des Stahls in den Fließbereich erklärt werden. In Abb. 5-22 sind die Aufzeichnungen der 
DMS der Probe LS2_3-N-5 sowie die Gerade des gemessenen E-Moduls des CFKs und der Deh-
nungsverlauf einer von der Querschnittsfläche her äquivalenten Stahlprobe dargestellt. Wie zu-
vor bereits erläutert, kann festgehalten werden, dass der Gesamtverlauf durch die Einzelverläufe 
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hörige Gesamtkraft in der Probe zurückgegriffen, da die genaue Spannungsverteilung nicht be-
kannt ist.  
 
Abb. 5-22: Kraft-Dehnungs-Diagramm der Probe LS2_3-N-5 mit DMS (Faser II / Harz III) 
Aus dem Diagramm oben wird ersichtlich, dass die Dehnungen der beiden Werkstoffe bis zum 
Fließbeginn des Stahls (ε = 0,137 %) etwa gleich verlaufen. Der anschließende Steifigkeitsver-
lust der Probe ist auch in den DMS-Aufzeichnungen erkenntlich. 
Die Auswertung des weiteren DMS-Verlaufes bei beginnender Stahlplastizierung ist sehr kom-
plex. Stahl besitzt eine ausgeprägte Streckgrenze, bei der die Dehnung zunächst ohne weitere 
Kraftaufnahme voranschreitet (Lüdersdehnung). Im Stahl kommt es dabei zum lokalen Losrei-
ßen von Versetzungen im Kristallgitter. Dies führt zu einer ungleichmäßigen Verformung über 
die Probenlänge, welche bei annähernd konstantem Spannungsniveau in Form von 45° geneig-
ten Scherbändern (die sogenannten Lüdersbänder) realisiert wird. Erst wenn alle Versetzungen 
gelöst sind und sich die Lüdersbänder über die gesamt Probe ausgebreitet haben, beginnt die 
Verfestigung. Dieser Bereich wird in den hier betrachteten Versuchen jedoch nicht erreicht. In 
den Verläufen ist demnach nur ein Teil der Lüdersdehnung dargestellt.  
Aufgrund der geschilderten, ungleichmäßigen Probenverformung während des Fließens sind die 
Dehnungswerte für die lokal positionierten DMS kaum auswertbar. Die Ausbreitung der Lüders-
bänder ist im Gegensatz zur Anordnung der Dehnungsmessstreifen nicht einheitlich. Es ist mög-
lich, dass ein DMS sowohl Bereiche mit Lüdersbändern als auch ohne überdeckt. Dies erklärt die 
sehr unterschiedlichen Aufzeichnungen auf der Stahloberfläche (vgl. Abb. 5-23). Es treten z.T. 
Verläufe auf, in denen sich die Zunahme der Dehnung des Stahls stark verringert, wohingegen 
selbige im CFK konstant ansteigt. 
Möglicherweise ist die Lüders-Front hierbei schon so weit vorangeschritten, dass es zu keiner 
weiteren Dehnungssteigerung im Bereich des Stahl-DMS kommt. Die Gesamtdehnung des Stahls 
nimmt hingegen wie die des CFK weiter linear zu. Andernfalls müsste in der Dehnungsaufzeich-
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Abb. 5-23: Unterschiedliche Verläufe der Stahl-Dehnungen (Proben LS2_2-T-4 / LS2_3-T-4) 
Die reduzierte Stahldehnung unter dem DMS suggeriert fälschlicherweise eine erhöhte Kraftauf-
nahme. Es ist jedoch das Gegenteil der Fall, da sich der Stahl im Fließbereich befindet und keine 
Spannungserhöhung möglich ist. Der CFK hingegen muss die Kraftdifferenz übernehmen, bis 
schließlich die Bruchdehnung des Laminats erreicht ist und der Verbund versagt. 
Be- und Entlastung 
Für die Serie LS2_3 wurden einige Proben in einem wiederholten Be- und Entlastungsvorgang 
geprüft, um das Dehnungsverhalten zu verifizieren. Nach den Laststufen 30 kN und 70 kN wurde 
jeweils der Kraftnullpunkt angefahren, um abschließend die Bruchlast zu ermitteln. Die erste 
Stufe lag im linear elastischen Bereich, sodass die Dehnungen auf den Ausgangswert zurückgin-
gen. Nach dem Übergang in den Fließbereich trennen sich die Verläufe der DMS voneinander, 
um beim Bruch wieder etwa die gleichen Werte zu erreichen, da es erneut zu einer Verringerung 
der Dehnungszunahme im Stahl kommt (siehe Abb. 5-24). Der Rückgang im Kraft-Dehnungs-
Diagramm nach der zweiten Laststufe entspricht jeweils dem Anstieg im linear elastischen Be-
reich. Die Aufzeichnungen der Feindehnungsmesser am Verbundwerkstoff weisen etwas größe-
re Dehnungswerte auf. Die maximal erreichte Kraft lag etwas unterhalb der Durchschnittswerte 
der vorherigen Proben. 
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5.4.3 Ergebnisse Serie LS1_3 
Die Proben der Serie LS1_3 zeigten aufgrund des kleineren CFK-E-Moduls und der größeren 
Bruchdehnung ein anderes Verhalten während des Zugversuches. Wie in Abb. 5-25 zu erkennen, 
tritt der Steifigkeitsverlust des Hybridwerkstoffes bereits bei kleineren Kräften auf. Bis zur Deh-
nung von ε = 0,137 % sind die Verläufe nahezu linear. Die dabei durchschnittlich erreichte Kraft 
liegt bei etwa 47 kN. Gemäß den Eigenschaften der HT-Faser ist das endgültige Versagen hinge-
gen erst bei größeren Kräften und Dehnungen zu beobachten. Dabei kommt es wie schon in den 
Laminatversuchen mit Faser I zu ersten Faserbrüchen und weiteren Kraftanstiegen, bevor das 
gesamte CFK versagt (siehe Abb. 5-26). Auch mit dieser Faser wiesen die ungetemperten Proben 
(N) sowohl größere Steifigkeits- als auch Festigkeitswerte auf (siehe Tabelle 5-9). 
 
Abb. 5-25: Kraft-Dehnungs-Diagramm der Prüfserie LS1_3 (Faser I und Harz III) 
  
Abb. 5-26: Typisches Bruchbild der Serie LS1 a) mit mehreren Faserbrüchen und b) Delamination innerhalb 
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Probe LS1_3-T-1 Probe LS1_3-T-2
Probe LS1_3-T-3 Probe LS1_3-T-4
0,137 %
≈ 47 kN
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Tabelle 5-9: Mittelwerte der Ergebnisse der Prüfserie LS1_3 
 Serie LS1_3 
 N T 
E-Modul [N/mm²] 165.352 162.395 
Bruchkraft [kN] 177,02 147,61 
Bruchdehnung [%] 1,425 1,185 
 
DMS 
Die Dehnungsaufzeichnungen lassen sich auch für die Faser I gut in die zuvor beschriebenen 
Ergebnisse einordnen. Da das CFK-Laminat einen kleineren E-Modul hat als der Stahl, aber keine 
Plastizität aufweist, kreuzen sich die äquivalenten Einzelverläufe im Kraft-Dehnungs-Diagramm. 
Der Gesamtverlauf des Hybridwerkstoffes ergibt sich erneut aus der Überlagerung beider Ein-
zelkurven, die demnach ebenfalls geschnitten werden. Im Fließbereich des Stahls ist seine Deh-
nung laut der DMS-Aufzeichnung, ähnlich wie schon teilweise bei den LS2-Serien zuvor, kleiner 
als die des CFK. Hier kommt es also erneut zu einer nicht auswertbaren Abweichung, in der die 
Lüdersbänder eine Rolle spielen. 
Im weiteren Verlauf steigen die Kraft-Dehnungskurven gleichmäßig an (siehe Abb. 5-27). Bei 
einigen Proben kam es zu vorzeitigen Ablösungen des DMS vom Stahl, sodass die Ergebnisse 
nicht vollständig bis zum Bruch verwertbar sind. Der CFK versagt schließlich nach ersten Faser-
brüchen mit einer Delamination am Stahl bzw. innerhalb der Lagen. Die Bruchdehnung liegt 
dabei deutlich unter der der einzelnen Laminate, da der Stahl zu keiner weiteren Kraftaufnahme 
beitragen kann.  
 

















DMS Stahl DMS CFK
Reine Stahlprobe Reine CFK-Probe0,137 %
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5.4.4 Numerische Untersuchung 
5.4.4.1 Serie LS2_3 
Die Versuchsergebnisse werden im Folgenden mit FE-Berechnungen verglichen. Es wird exemp-
larisch die Probenserie LS2_3, bestehend aus der Kombination Faser II und Harz III, betrachtet. 
Die Proben werden als dreidimensionales Faltwerk modelliert. Das Material Stahl wird über den 
idealisierten Spannungs-Dehnungs-Verlauf aus den Zugversuchen beschrieben (vgl. Abb. 5-16). 
Für die Komponente CFK werden verschiedene Ansätze betrachtet, die nachfolgend noch be-
schrieben werden. 
Die Modellierung erfolgt so, dass zwei parallel verlaufende Flächen (Stahl und CFK) über ein 
Kontaktvolumen7 schubfest miteinander verbunden sind. Für dessen Eigenschaften wird das 
Epoxidharz als isotropes Material (mit Em = 3.050 N/mm²) angesetzt. Die breiter werdenden 
Probenenden sind mit einer starren Flächenlagerung versehen, die einseitig in Belastungsrich-
tung verschieblich ist. Die Lasteinleitung erfolgt über eine konstante Flächenlast an den Seiten-
flächen (siehe Abb. 5-28). Das FE-Netz besteht vorwiegend aus Viereckelementen mit einer Ele-
mentlänge von 3 mm. 
 
Abb. 5-28: Detailansicht der CFK-verstärkten Stahlzugprobe als FE-Modell 
In einer Variante wird der CFK mit dem bereits in Abschnitt 0 dargelegten isotropen und nichtli-
near elastischen „Materialmodell I“ definiert, welches auf den Zugversuchen der CFK-Proben 
basiert. Wie zuvor schon beschrieben, ist die Definition „isotrop“ für den CFK dabei nicht kor-
rekt. Für den vorliegenden Fall mit einem selbst definierten Spannungs-Dehnungs-Diagramm 
kann jedoch in der verwendeten Software RFEM keine andere Angabe festgelegt werden. Diese 
Einstellung ist kritisch zu werten, da in Faserquerrichtung ein zu großer E-Modul angesetzt 
wird. Gleiches gilt auch für den daran gekoppelten Schubmodul. Im Gegensatz zu den Berech-
nungen am alleinigen CFK sind die Eigenschaften quer zur Belastungsrichtung bei einem zu-
sammengesetzten Hybridwerkstoff von Bedeutung. Die Behinderung der Querdehnung durch 
den jeweils anderen Werkstoff muss berücksichtigt werden. Es ist zu erwarten, dass daraus un-
gewollte Zwangsspannungen entstehen, die real nicht vorhanden sind. Als Vergleichsrechnung 
wird diese Betrachtung dennoch herangezogen. 
                                                             
7 Ein Kontaktvolumen dient ausschließlich der Beschreibung der Kontakteigenschaften zwischen zwei 
Flächenelementen. (nach Dlubal Software GmbH [149]) 
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Genauere Ergebnisse könnte hingegen ein orthotropes, linear elastisches Materialmodell liefern 
(im weiteren Verlauf „Materialmodell II“). Hierbei wird in Faser- und Zugrichtung der E-Modul 
aus den Zugversuchen mit E∥ = 248.174 N/mm² (Faser II) angesetzt. Der E-Modul quer zur Fa-
serrichtung wird nach der halb-empirischen Gleichung von PUCK (vgl. auch Gleichung (3.8) aus 
Abschnitt 3.3.1) bestimmt. Dabei beträgt der Faservolumenanteil φ für die Kombination aus Fa-
ser II und Harz III 40,3 % und der E-Modul der Matrix Em = 3.050 N/mm². Die Faserwerte senk-
recht zur Faserrichtung müssen der Literatur entnommen werden. Die Auswirkungen auf den 
Gesamt-E-Modul sowie den Gesamtschubmodul sind jedoch bei deutlich geänderten Faserwer-
ten nur gering. Für einen senkrechten Faser-E-Modul von 15.200 N/mm² (nach [60]) ergibt sich: 
   
  
    
  
         
          
  
     
      
  
            
(5.7) 
Der Schubmodul des Laminates kann mithilfe der semi-empirischen Gleichung nach FÖRS-
TER/KNAPPE ermittelt werden (vgl. auch Gleichung (3.9) aus Abschnitt 3.3.1). In diesem Fall liegt 
der Schubmodul der Matrix bei  Gm = 1.130 N/mm². Der Schubmodul der Faser Gf wird nach 
[150] für hochmodulige Fasern zu 15.000 N/mm² angenommen. Für den Gesamtschubmodul 
ergibt sich: 
     
          




            
(5.8) 
Auch die Querkontraktionszahlen des CFK sind nicht bekannt. Dass sie keinen wesentlichen Ein-
fluss auf die Berechnung haben, wird aus Abb. 5-29 deutlich, in der die Dehnungsergebnisse von 
Stahl und CFK bei verschiedenen Laststufen dargestellt sind. Vor allem im linearen Bereich sind 
die Abweichungen marginal. Der maximale Unterschied in den Ergebniswerten beträgt 0,80 % 
bei der Laststufe 90 kN. Dies hängt damit zusammen, dass die Spannungen σy quer zur Belas-
tungsrichtung trotz der unterschiedlichen Materialien sehr klein sind und sich der Wert des 
Terms -νxy/Ex · σy aus der Nachgiebigkeitsmatrix nur geringfügig ändert.  
In Tabelle 5-10 sind die Dehnungen in Stahl und CFK für die unterschiedlichen Materialmodelle 
zusammengestellt. Dabei werden die Werte oberhalb der Stahlstreckgrenze aufgrund der nicht 
zu verwertenden DMS-Ergebnisse zwar der Vollständigkeit halber dargestellt, aber nicht weiter 
berücksichtigt. Ohnehin ist für die Berechnungen an der orthotropen Platte nur der elastische 
Bereich von Belang. 
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Abb. 5-29: Unterschiede in den Dehnungen bei Variation der Querkont-
raktionszahl νxy (CFK) für das orthotrop elastische „Materialmodell II“ 
Tabelle 5-10: Längsdehnungen verschiedener Modelle infolge unterschiedlicher Lasten (Serie LS2_3) 



















Stahl 0,020909 % 0,022350 % 0,020795 % 
CFK 0,019988 % 0,022561 % 0,019979 % 
30 kN 
Stahl 0,061683 % 0,066174 % 0,062386 % 
CFK 0,060814 % 0,066609 % 0,059936 % 
55 kN 
Stahl 0,112526 % 0,118545 % 0,114375 % 
CFK 0,114639 % 0,119093 % 0,109883 % 
70 kN 
Stahl 0,167163 % 0,170494 % 0,155631 % 
CFK 0,169636 % 0,169965 % 0,154664 % 
90 kN 
Stahl 0,231284 % 0,268501 % 0,261689 % 
CFK 0,267982 % 0,268394 % 0,262279 % 
 
Aus den vorstehenden Ergebnissen wird deutlich, dass die Dehnungen des „Materialmodells I“ 
von den gemessenen Werten aus dem Zugversuch stärker abweichen, wohingegen das orthotro-





















Dehnungen bei unterschiedlichen Querkontraktionszahlen
Stahl (ν = 0,20) Stahl (ν = 0,30) Stahl (ν = 0,45)
CFK (ν = 0,20) CFK (ν = 0,30) CFK (ν = 0,45)
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äußerte Annahme, dass die Isotropie des CFKs innerhalb des „Materialmodells I“ diese Differen-
zen verursacht, kann jedoch nicht als ausschließliche Ursache bestätigt werden.  
Zwar werden aufgrund des zu großen Quer-E-Moduls entsprechende Querspannungen hervor-
gerufen, allerdings sind diese mit Werten von < 3 N/mm² (bei der maximalen Laststufe 90 kN) 
sehr klein. Die Begründung ist darin zu sehen, dass sich auch der CFK unter der Längsbeanspru-
chung querverformt und die gegenseitige Dehnungsbehinderung daher gering ist. Nur bei einer 
Querkontraktionszahl νCFK ≈ 0 würden größere Querspannungen resultieren, deren Einfluss auf 
die Längsdehnung jedoch gering bleibt. Beim orthotropen „Materialmodell II“ ist E⏊ des CFK 
deutlich kleiner als der E-Modul des Stahls, was zur Folge hat, dass die Querspannungen unge-
fähr Null und die Querdehnungen beider Materialien etwa gleich sind. Aufgrund der geringen 
Steifigkeit in Querrichtung muss der CFK den Verformungen des Stahls folgen. 
Die ausschlaggebende Ursache für die Abweichungen bei den Längsdehnungen (Tabelle 5-10) 
liegt jedoch nicht in der isotropen Definition von „Materialmodell I“, sondern im unterschiedli-
chen Steifigkeitsansatz beider Modelle in Bezug auf die Längsrichtung. „Materialmodell I“ basiert 
auf dem gemessenen Spannungs-Dehnungs-Verlauf der CFK-Zugversuche, während in das linear 
elastische „Materialmodell II“ der dabei ermittelte E-Modul integriert ist. In Abb. 5-30 sind die 
jeweiligen Spannungs-Dehnungs-Beziehungen, die aus den Zugversuchen der Prüfserie F stam-
men (vgl. Abschnitte 5.2.2 und 5.2.3.2), dargestellt. Im Vergleich zur linear ansteigenden und in 
den Nullpunkt verschobenen Geraden der E-Modul-Ermittlung ergeben sich beim aufgezeichne-
ten, progressiven Kurvenverlauf bei gleicher Kraft größere Dehnungen. Diese Unterschiede er-
klären die Abweichungen in den Materialmodellen bei den Längsdehnungen.  
 
Abb. 5-30: Steifigkeitsansätze für die Materialmodelle aus den CFK-Zugversuchen (hier: Serie F) 
Das „Materialmodell II“ liefert somit in den FE-Berechnungen die besseren Ergebnisse. Für das 
„Materialmodell I“ gilt, dass es trotz des geringen Einflusses der Isotropie auf die Querspannun-
gen kritisch zu werten ist. Für eine gesamtheitliche Betrachtung ist es nicht geeignet. Da in bei-
den Materialmodellen kein Abbruchkriterium integriert ist, muss zusätzlich überprüft werden, 






























E-Modul (bezogen auf Ursprung)
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nicht der Fall. Die Bruchdehnung für den CFK der Prüfserie F lag durchschnittlich bei 0,33 % 
(vgl. Abschnitt 5.2.2). 
Entlastung des Stahls 
Die Spannungsreduzierung, die der Stahl durch die CFK-Verstärkung erfährt, ist signifikant. Zu-
nächst soll der Bereich der Streckgrenze untersucht werden. In den Zugversuchen und dem da-
raus resultierenden Materialmodell wurde die Streckgrenze bei 275 N/mm² ermittelt bzw. fest-
gelegt. Der Beginn des Fließens wäre demnach bei einer Kraft von 41,25 kN zu erwarten. 
                        
 
   
         (5.9) 
Mit dem aufgeklebten CFK erhöhen sich sowohl Steifigkeit als auch Querschnittsfläche, was zu 
einer signifikanten Steigerung der aufnehmbaren Kraft führt. Unter der Annahme, dass sich der 
Verbund bis zum Erreichen der Streckgrenze linear elastisch verhält, lässt sich die zugehörige 
Kraft näherungsweise durch Ermittlung einer ideellen Querschnittsfläche Ai bestimmen. So 
ergibt sich bei gleicher Spannung im Stahl eine Krafterhöhung um 61,7 % auf 66,71 kN. 
  
    
   
 
            
            
       (5.10) 
                                           (5.11) 
                          
 
   
         (5.12) 
Bei Betrachtung einer bestimmten Kraft lässt sich die tatsächliche Spannungsreduzierung unter-
suchen. Eine Kraft von 30 kN führt in der reinen Stahlprobe zu einer Spannung von 200 N/mm². 
Zum Vergleich sind die Spannungsergebnisse und die daraus resultierenden Reduzierungen vom 
Zugversuch und von den FE-Berechnungen in Tabelle 5-11 zusammengefasst. Abgesehen von 
den zuvor erläuterten Differenzen des „Materialmodells I“ zeigen die Werte der verschiedenen 
Modelle gute Übereinstimmungen. 







Spannung Stahl 124,01 N/mm² 133,02 N/mm² 125,61 N/mm² 
Reduzierung 38,00 % 33,49 % 37,20 % 
 
Berechnung über Fasermenge 
Die vorherigen Berechnungen haben die Querschnittswerte und mechanischen Eigenschaften 
des Laminates zur Grundlage. Entweder werden diese mit Versuchen bestimmt oder über den 
Faservolumenanteil berechnet, welcher vorab bekannt sein muss. Da dies nicht immer der Fall 
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ist, kann die Berechnung für den einfachen, axialen Fall auch anhand der Fasermenge durchge-
führt werden. Dabei wird als geeignete Näherung auf den E-Modul der Fasern zurückgegriffen 
und der Harzanteil aufgrund der dazu relativ geringen Steifigkeit vernachlässigt. Die effektive 
Schichtdicke einer Einzellage Fasern ergibt sich aus dem Flächengewicht des UD-Geleges und 
der Faserdichte: 
         
    
  
 (5.13) 
Mit der Anzahl nL der verwendeten Lagen kann die gesamte, effektive Dicke berechnet werden: 
                    (5.14) 
Des Weiteren wird die ideelle Querschnittsfläche Ai in diesem Fall neben der Querschnittsfläche 
der Stahlprobe mit der Laminatfläche – folglich effektive Dicke multipliziert mit der Lagenbrei-
te b – und dem E-Modul der Kohlenstofffaser (nicht des CFK) bestimmt: 
                   (5.15) 
  
  
   
 (5.16) 
Die Spannungsreduzierung kann bei gleichbleibender Kraft auch als Verhältnis der Flächen aus-
gedrückt werden: 
    
   
  
 (5.17) 
Für die Faser II ergibt sich mit den Werten aus Tabelle 5-1 eine ideelle Fläche von 
Ai = 251,36 mm² und eine prozentuale Verringerung der Spannung um 40,32 %. Dieser rechne-
risch ermittelte Wert liegt etwas über den Ergebnissen aus Tabelle 5-11, was vor allem mit dem 
E-Modul zusammenhängt. Wie schon Gleichung (5.3) zeigte, ist der nach der Mischungsregel 
bestimmte Elastizitätsmodul größer als der aus den Versuchen. Diese Abweichung schlägt sich 
auch in der obigen Berechnung nieder und lässt darauf schließen, dass der Faser-E-Modul nicht 
voll ausgenutzt wird. Wie bereits beschrieben, können mögliche Gründe dafür Vorschädigungen 
oder Imperfektionen im UD-Laminat sein. 
5.4.4.2 Serie LS1_3 
Der Vergleich der Berechnungsergebnisse für die mit der hochfesten Faser (Faser I) verstärkten 
Stahlbleche ist in Tabelle 5-12 zusammengestellt. Für das „Materialmodell I“ wurde der Span-
nungs-Dehnungs-Verlauf der Probenserie L1_3 für den CFK angesetzt. Für das orthotrope „Mate-
rialmodell II“ ergeben sich der senkrechte E-Modul nach Gleichung (5.7) mit den Werten 
φ = 0,54 und Ef⏊ = 28.000 N/mm² [60] zu E⏊ = 9.728 N/mm² sowie der Schubmodul nach Glei-
chung (5.8) mit Gf = 50.000 N/mm² [150] zu G = 4.345 N/mm². 
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Tabelle 5-12: Dehnungen verschiedener Modelle infolge unterschiedlicher Lasten (Serie LS1_3) 



















Stahl 0,025914 % 0,025377 % 0,025416 % 
CFK 0,024370 % 0,025595 % 0,024924 % 
40 kN 
Stahl 0,101579 % 0,101918 % 0,101663 % 
CFK 0,106303 % 0,102794 % 0,099695 % 
70 kN 
Stahl 0,314728 % 0,307101 % 0,310196 % 
CFK 0,343636 % 0,307069 % 0,307362 % 
100 kN 
Stahl 0,525400 % 0,602276 % 0,633525 % 
CFK 0,662942 % 0,603048 % 0,637057 % 
 
Die Ergebnisse zeigen deutlich, dass alle Modelle für eine gute Vergleichbarkeit bis zum Fließbe-
ginn des Stahls sorgen, welcher bei etwa 47 kN eintritt (vgl. 5.4.3). Die Unterschiede zwischen 
den Rechenmodellen hängen auch für die Faser I im Wesentlichen mit dem von der Elastizitäts-
geraden abweichenden Spannungs-Dehnungs-Verlauf des UD-Laminates zusammen. Da der An-
stieg im Gegensatz zu Faser II nicht ausgeprägt progressiv ist, sind die Abweichungen nur gering. 
Darüber hinaus kommt es in größeren Kraftbereichen z.T. zu deutlichen Abweichungen zu den 
Versuchen, welche aufgrund der geschilderten Problematik mit den Stahl-DMS nicht weiter 
verwertet werden. 
Entlastung des Stahls 
Die Spannungsreduzierung im Stahl fällt aufgrund der geringeren Fasersteifigkeit erwartungs-
gemäß kleiner aus. Die aufnehmbare Kraft im Bereich der Streckgrenze des Stahls lässt sich noch 
um ca. 30 % auf 53,42 kN steigern. Beim Spannungsvergleich an der Laststufe 40 kN 
(≙ 266,67 N/mm²) kann eine Reduzierung um ca. 23 % erzielt werden, welche für Versuch und 
Berechnungsmodelle sehr gut übereinstimmt (siehe Tabelle 5-13). 
  
    
      
 
            
            
        (5.18) 
                                      (5.19) 
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Spannung Stahl 204,21 N/mm² 204,85 N/mm² 204,47 N/mm² 
Reduzierung 23,42 % 23,18 % 23,32 % 
5.5 Schubversuche 
In Vorversuchen wurden auch die Schubfestigkeiten verschiedener CFK-Stahl-Verbunde geprüft. 
Die kraftschlüssige Verbindung der beiden Materialien spielt eine übergeordnete Rolle, da sie 
Grundvoraussetzung bei der Verstärkung der Hohlsteifen ist. Da keine spezielle Norm für die 
Ermittlung der Schubfestigkeit zwischen Stahl und einem faserverstärkten Kunststoff existiert, 
sind die Untersuchungen in Anlehnung an vorhandene Normen geführt worden. Eine Prüfung 
wurde nach DIN 53294 [151] geführt, die den Schubversuch an Kernverbunden regelt. In Abb. 
5-31 ist der Versuchsaufbau dargestellt. Die beiden über den CFK miteinander verklebten Füge-
teile wurden in gegensätzliche Richtungen gedrückt, sodass es zu einem Scherversagen in der 
Fuge kam. Die dabei erreichten, maximalen Schubspannungen lagen im Bereich von 
16,1-21,4 N/mm². 
Ähnliche Ergebnisse wurden in weiteren Versuchen nach der amerikanischen Norm ASTM 
D5868 [152] erzielt. Hierbei sind ein Fügeteil aus Stahl sowie ein weiteres aus CFK auf einer 
definierten Fläche aufeinander geklebt worden. Zum Höhenausgleich beim Einspannen in die 
Prüfmaschine wurden zudem GFK-Elemente an den Enden angebracht. Die Prüfung erfolgte in 
diesem Fall unter Zugeinwirkung, die zu einem Adhäsionsversagen am Stahl führte (siehe Abb. 
5-32). Hier lagen die maximalen Schubspannungen zwischen 15,5-22,6 N/mm². 
 
Abb. 5-31: Schubversuch zur Ermittlung der maximal 
aufnehmbaren Schubspannungen nach [151] 
 
Abb. 5-32: Proben nach Prüfung gemäß [152] mit 
Adhäsionsversagen an der Stahlfläche 
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Wie im folgenden Kapitel 6 noch gezeigt wird, sind diese Werte im Verhältnis zu den Berech-
nungen an der orthotropen Platte sehr groß. Sie liegen mit einem Faktor von vier bis fünf deut-
lich über den zu erwartenden Schubspannungen. Da ein Schubversagen unter diesen Bedingun-
gen ausgeschlossen werden kann, wurden keine weiteren Prüfungen durchgeführt. 
5.6 Zusammenfassung 
Anhand der Versuche konnten Wirkung und Potenzial der CFK-Verstärkung mit allen verwende-
ten Fasern und Harzen eindeutig nachgewiesen werden. Die ermittelten E-Moduln der reinen 
CFK-Laminate lagen dabei etwas unterhalb derer, die nach der Mischungsregel berechnet wur-
den. Ähnliches wurde auch bei der Bestimmung der erreichbaren Spannungsreduzierung über 
die Fasermenge deutlich. Es ist davon auszugehen, dass der vom Hersteller angegebene Fa-
ser-E-Modul aufgrund von Imperfektionen, die auch bei der Herstellung des Laminates entstan-
den sein können, nicht voll erreicht wird. 
Bezüglich der CFK-verstärkten Stahlbleche ist aufgefallen, dass bei den nicht getemperten Pro-
ben größere Maximalkräfte bis zum Versagen und teilweise auch höhere Steifigkeiten erreicht 
wurden. Die Hersteller geben üblicherweise eine Temperung zwingend vor, um die Eigenschaf-
ten des Harzes zu aktivieren und voll ausschöpfen zu können. Hier könnten weitergehende Un-
tersuchungen geführt werden, inwiefern ein Verzicht auf die Temperung grundsätzliche Aus-
wirkungen auf die Laminateigenschaften hat. Diese Problematik ist jedoch kein vordergründiger 
Bestandteil der Arbeit. Hinsichtlich der Anwendung als Brückenverstärkung wäre ein nicht zu 
temperndes Harzsystem aufgrund des geringeren Aufwandes beim Einbringen vorzuziehen.  
Es wurden verschiedene Berechnungsmodelle überprüft, um die aus den Zugversuchen ermittel-
ten Daten zu validieren. Dabei fiel auf, dass ein isotropes, nichtlinear elastisches Modell („Mate-
rialmodell I“) mit Kennlinien aus den Versuchen der einzelnen Materialien Stahl und CFK den 
Verbundwerkstoff nur mit Abweichungen nachbilden konnte. Wesentlicher Grund hierfür ist, 
dass die flach beginnende, progressiv ansteigende Spannungs-Dehnungs-Kurve des CFK durch 
den Verbund mit Stahl behindert wird und nicht so ausgeprägt verlaufen kann. Die Isotropie 
dieses Materialmodells ist in erster Linie bei einer gesamtheitlichen Betrachtung kritisch zu 
werten. Bessere Ergebnisse – vor allem im Elastizitätsbereich – liefert hingegen das orthotrope, 
linear elastische „Materialmodell II“, das den CFK mit einem konstanten E-Modul berücksichtigt. 
Dieses ist für die Berechnungen am Nachbau der orthotropen Platte übernommen worden. 
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6 Betrachtungen an der orthotropen Platte 
6.1 Experimentelle Untersuchungen 
Die Tragfähigkeitserhöhung ist an einem originalmaßstäblichen Modell einer orthotropen Fahr-
bahnplatte nachgewiesen worden. Dazu wurde ein Ausschnitt von 6,30 m x 1,80 m nach dem 
Beispiel der Brücke „Kleiner Plöner See“ gefertigt, die im Zuge der B76 nahe der schleswig-
holsteinischen Stadt Plön verläuft. Als Stahl wurde hierbei auf den im Brückenbau üblichen 
S355JR zurückgegriffen. Das Segment besteht aus einer Zweifeldplatte mit drei Hohlsteifen, die 
auf den Querträgern gelagert sind. Die entsprechenden Zeichnungen aus dem Stahlbauplan be-
finden sich in Anhang D. Mit dieser Variante können eine Seite der normativ festgelegten Doppe-
lachse als Belastung angesetzt und die Dehnungen in der Platte und der Hohlsteife gemessen 
werden. Wie bereits im Näherungsverfahren in Kapitel 4 aufgezeigt wurde, ist der Einfluss der 
zweiten Radlast einer Achse im Abstand von 2,00 m für die lokalen Beanspruchungen sehr ge-
ring. 
6.1.1 Versuchsdurchführung am unverstärkten System 
Der Nachbau wurde im unverstärkten und im verstärkten Zustand geprüft, um die Ergebnisse 
vergleichen und die Wirkung der Verstärkung beurteilen zu können. Die Dehnungsaufzeichnung 
erfolgte über biaxiale Dehnungsmessstreifen, mit denen die Verformungen in Längs- und Quer-
richtung ermittelt werden konnten. Die DMS wurden an mehreren Punkten auf dem Deckblech 
sowie an den Unterseiten der Hohlsteifen – wie in Abb. 6-1 und Abb. 6-2 angegeben – appliziert. 
Am Messpunkt U1 wird die größte und damit maßgebliche Spannung in Längsrichtung erwartet. 
 
Abb. 6-1: Messpunkte und Lasteinleitungsfläche auf dem Deckblech des Mock-Ups 
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Abb. 6-2: Messpunkte an der Unterseite der belasteten Hohlsteife 
Die Lasteinleitung wurde mittels 4 cm starken Spanplatten über eine Fläche von 55 cm x 55 cm 
realisiert, die die vorgeschlagene 45°-Verteilung nach DIN EN 1991-2 [38] im Fahrbahnbelag 
berücksichtigt. Da nur ein Druckzylinder zur Kraftaufbringung zur Verfügung stand, wurde ein 
HEM-Stahlträger als querverteilende Traverse genutzt. Weitere Stahlträger dienten zur Lastein-
leitung in die Spanplatten (siehe Abb. 6-3). Da einige DMS innerhalb der Lastfläche angebracht 
wurden, sind in der untersten Schicht Aussparungen von 3 cm vorgesehen worden. 
Die Laststeuerung erfolgte manuell bis 300 kN, sodass die nach DIN EN 1991-2 [38] festgelegte 
Radlast von 150 kN erreicht wurde. Damit lagen alle Dehnungen im elastischen Bereich, was 
mehrere Prüfungen ermöglichte. Am unverstärkten System sind drei Belastungstests durchge-
führt worden, aus denen die Mittelwerte der aufgezeichneten Dehnungen bestimmt wurden.  
 
Abb. 6-3: Versuchsaufbau zur Lasteinleitung in die orthotrope Platte 
6.1.2 Vergleichende Berechnung am unverstärkten System 
Um den Versuchsaufbau im FE-Modell abbilden zu können, muss die Art der Lasteinleitung be-
rücksichtigt werden. Während der Erstellung des Faltwerks ist deutlich geworden, dass eine 
direkte Lasteingabe auf dem Deckblech größere Verformungen und Spannungen erzeugt als dies 
bei der experimentellen Lasteinleitung durch die Spanplatten im Versuch der Fall war. Dies be-
traf vor allem den belasteten Bereich zwischen den Hohlsteifenstegen, bei dem erhebliche Ab-
weichungen auftraten (siehe Tabelle 6-1). 
6 Betrachtungen an der orthotropen Platte 
95 
Wie bereits im Kapitel 2 erläutert wurde, kann die Integration der Belagsteifigkeit ins Berech-
nungsmodell zu Ergebnissen führen, die sich anders darstellen, als wenn diese unberücksichtigt 
bleibt (vgl. [22; 24; 25]). Es stellt sich demnach die Frage, ob die direkte Lasteingabe in den Mo-
dellen gemäß der heutigen Praxis trotz der 45°-Lastverteilung dem realen Verhalten entspricht. 
In der vorliegenden Arbeit kann dazu keine weitergehende Betrachtung geführt werden. Statt-
dessen werden im Folgenden Berechnungsannahmen getroffen, die einen Vergleich von Versuch 
und FE-Berechnung am Segment der orthotropen Platte zulassen. 
Tabelle 6-1: Dehnungen in Querrichtung an der Oberseite des 
Deckbleches aus Versuch und FE-Modell mit direkter Lasteingabe 
Messpunkt FE-Modell mit direkter 
Lasteingabe auf Deckblech 
Versuch 
Deckblech V1 +473 µm/m +291 µm/m 
Deckblech V2 -519 µm/m -148 µm/m 
 
6.1.2.1 Grundlegende Betrachtungen 
Betrachtungen an verschieden definierten, vierseitig gehaltenen Platten geben Aufschlüsse zu 
den vorgenannten Unterschieden (siehe Tabelle 6-2). Neben reinen Flächenelementen wurden 
Modelle mit „Kontaktvolumen“ untersucht, die zwei Flächenelemente miteinander verbinden. 
Die vertikalen Normalspannungen werden dabei vollständig übertragen. Da keine horizontale 
Kraft einwirkt, resultieren die Schubkräfte ausschließlich aus der Biegeverformung der Platte. 
Die aufnehmbaren Schubspannungen sind in Abhängigkeit vom Reibbeiwert µ definiert: 
      (6.1) 
Die Untersuchungen führten zu folgenden Ergebnissen: 
Tabelle 6-2: Betrachtete Vergleiche an vierseitig gehaltenen Platten 
 Vergleichselement 1 Vergleichselement 2 Ergebnisse 
Vergleich 1 Flächenelement 
(Stahl, t = 12 mm) 
Flächenelement 
(Stahl, t = 12 mm) + 
Kontaktvolumen µ ≈ 0 + 
Flächenelement 
(Stahl, t ≈ 0 mm) 
Gleiche 
Ergebnisse 
Vergleich 2 Flächenelement 
(Stahl, t = 12 mm) 
Flächenelement 
(Stahl, t = 12 mm) + 
Kontaktvolumen µ ≈ 0 + 
Flächenelement 
(Stahl, t = 12 mm) 
Ergebnisse un-
terscheiden sich 
um Faktor 0,5 
Vergleich 3 Flächenelement 
(Stahl, t = 24 mm) 
Flächenelement 
(Stahl, t = 12 mm) + 
Kontaktvolumen mit voller 
Schubübertragung + 
Flächenelement 
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Aus den vorgenannten Vergleichen geht hervor, dass sich ein Modell mit zwei Flächenelementen, 
von denen eins eine Dicke von ca. 0 mm aufweist, und die über ein Kontaktvolumen verbunden 
sind, das näherungsweise keine Schubkräfte überträgt, ebenso verhält wie ein alleiniges Flä-
chenelement mit gleicher Dicke (Vergleich 1). Werden in diesem Modell die Dicken beider Flä-
chenelemente gleichgesetzt und die Schubkraftübertragung weiterhin vernachlässigt, sind die 
Ergebnisse für Verformungen und Spannungen nur noch halb so groß wie beim alleinigen Flä-
chenelement (Vergleich 2). Dies ist insofern logisch, als dass sich nun zwei gleiche Flächenele-
mente die Belastung teilen, ohne fest miteinander verbunden zu sein. Wird im Weiteren die 
Schubübertragung voll aktiviert, entspricht das daraus resultierende Modell einem alleinigen 
Flächenelement mit verdoppelter Dicke (Vergleich 3). Ferner bleibt festzuhalten, dass die verti-
kalen Lagerreaktionen bei allen betrachteten Modellen gleich groß waren. 
Weitergehende Betrachtungen mit variierenden Reibbeiwerten zeigten, dass sich die Schub-
spannungen gemäß Gleichung (6.1) ebenfalls änderten. Je höher die Aufnahme von Schubkräften 
im Kontaktvolumen war, desto stärker verringerten sich Verformungen und Spannungen der 
Flächenelemente. Die wesentliche Reduzierung im ursprünglichen Element ergab sich aber 
durch die zusätzliche Steifigkeit aus dem zweiten Flächenelement. 
6.1.2.2 Umsetzung am FE-Modell des Versuchsaufbaus 
Für das Berechnungsmodell des Versuchsaufbaus werden die ersten beiden Holzplatten eben-
falls modelliert. Wie bereits beschrieben, werden dazu „Kontaktvolumen“ verwendet, die eine 
Verbindung zwischen zwei Flächenelementen herstellen. So wird das Flächenelement des Deck-
bleches (Stahl) mit einem Flächenelement der Spanplatte verbunden. Eine weitere Verbindung 
besteht mit der darüber liegenden Holzplatte, in die die Last im Modell eingeleitet wird (siehe 
Abb. 6-4 und Abb. 6-5). Die Dicke der Volumenelemente entspricht der Summe aus den halben 
Dicken der angrenzenden Flächen, folglich dem Abstand zwischen deren Mittellinien. 
 
Abb. 6-4: Ausschnitt FE-Modell mit Last 
 
Abb. 6-5: Detailansicht der Lasteinleitung im Modell 
Der E-Modul wurde mit den tatsächlich verwendeten Platten über einen nach DIN EN 310 [153] 
vorgesehenen Dreipunkt-Biegeversuch bestimmt und ergab im Mittel 2.597 N/mm² (vgl. An-
hang B). Da zwischen den Platten und dem Deckblech keine schubfeste Verbindung vorhanden 
ist, kann keine volle Schubkraftübertragung aktiviert werden. Stattdessen werden die Grenzwer-
te der Schubspannungen μ·σ (Reibbeiwert x Normalspannung) über die Reibung zwischen Holz 
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und Stahl bzw. Holz und Holz bestimmt. Die Reibungskoeffizienten wurden in Messungen zu 
μ1 = 0,67 (Holz auf Stahl) und μ2 = 0,48 (Holz auf Holz) ermittelt. 
Die Ergebnisse8 aus Dehnungsaufzeichnung und FE-Berechnung sind für alle Punkte in Abb. 6-6 
und Abb. 6-7 dargestellt. An den meisten Messstellen weisen diese gute Übereinstimmungen mit 
Abweichungen von max. 15 % auf. Die Berechnung gibt an symmetrisch zueinander angeordne-
ten Punkten im Deckblech folgerichtig gleiche Werte aus. An den Stegpunkten sind die Mittel-
werte aus den anliegenden Spannungswerten (rechts bzw. links vom Steg) für die Auswertung 
herangezogen worden. Die leichten Abweichungen an symmetrischen Punkten (z.B. V1 und V3) 
innerhalb der DMS-Messung bei Betrachtung der Querrichtung sind auf geometrische Unge-
nauigkeiten aus der Lasteinleitung sowie der exakten Positionierung der DMS zurückzuführen. 
In Längsrichtung wirken sich diese infolge der gleichmäßigeren Spannungsverteilung nicht so 
stark aus. Die Durchbiegung betrug im Versuch 2,60 mm und in der Berechnung 2,40 mm in 
Feldmitte. 
 
Abb. 6-6: Vergleich der Dehnungsergebnisse aus DMS-Messung und FE-Berechnung (mit ±15 %-igem Er-
gebnisbereich) in Längsrichtung am unverstärkten System bei 300 kN Gesamtlast 
                                                             
8 Es sei darauf hingewiesen, dass sich alle in diesem Abschnitt dargestellten Ergebnisse auf die Dehnungen 
an der Oberseite des Deckbleches bzw. an der Unterseite des unteren Hohlsteifenbleches beziehen, um sie 










































Vergleich der Dehnungswerte in Längsrichtung
DMS
FEM
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Abb. 6-7: Vergleich der Dehnungsergebnisse aus DMS-Messung und FE-Berechnung (mit ±15 %-igem Er-
gebnisbereich) in Querrichtung am unverstärkten System bei 300 kN Gesamtlast 
Die gemessenen Dehnungen an der Unterseite der Hohlsteife weichen in Querträgernähe deut-
lich von den Berechnungsergebnissen ab (vgl. U2/U3). Durch den Zusammenschluss von mehre-
ren Flächenelementen im Bereich des Querträgers treten im FE-Modell Spannungsspitzen auf. 
Hier sind die Elemente des Querträgers rundum mit den Hohlsteifenstegen sowie dem unteren 
Hohlsteifenblech verbunden (siehe Abb. 6-8). An den betrachteten Punkten U2/U3 sind diese 
hohen Werte noch nicht abgeklungen, welche im Versuch jedoch nicht zu beobachten waren. 
Diese Messstellen sind allerdings deutlich weniger relevant als jene im Feld (U1), welche sehr 
gute Übereinstimmungen zeigt. 
 















































Vergleich der Dehnungswerte in Querrichtung
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6.1.3 Einbringen der Verstärkung 
Nach den Messungen am unverstärkten System wurden die Kohlenstofffasern in die Hohlsteifen 
eingebracht. Für den Versuch am Mock-Up wurden die steifere Faser II sowie das Harz III ge-
wählt. Die erforderliche Fasermenge wurde anhand der Zielvorgabe definiert, eine Spannungs-
reduzierung von mindestens 20 % im unteren Hohlsteifenblech zu erreichen. Das Laminat kann 
entweder vereinfacht über den reinen Faseranteil, ähnlich wie in Abschnitt 5.4.4 beschrieben, 
oder mit einem zunächst angenommenen, relativen Faservolumenanteil ausgelegt werden9. Für 
die Hohlsteife sind zur Beschreibung der Spannungsreduzierung im Gegensatz zum Zugversuch 
die ideellen Querschnittswerte hinsichtlich der Biegung zu ermitteln. Eine genaue Abfolge der 
Berechnung mit den eingehenden Parametern ist in Anhang E aufgeführt. Letztlich ergibt sich 
die prozentuale, rechnerische Spannungsreduzierung pred zu: 
        
          
          
       (6.2) 
mit 
Iy,HS  – Trägheitsmoment der unverstärkten Hohlsteife 
Iy,i  – Ideelles Trägheitsmoment der verstärkten Hohlsteife 
zs,HS,u  – Abstand Schwerpunkt von unten 
zs,i,u  – Abstand elastisches Zentrum von unten 
Grundsätzlich kann auch die erforderliche Anzahl an Lagen bei einem definierten Soll-Wert der 
zu erreichenden Spannungsreduzierung ermittelt werden. Da es jedoch keine explizite Lösung 
für diesen Fall gibt, ist dieses Vorgehen mit einem deutlichen Mehraufwand verbunden. Es wird 
ebenfalls in Anhang E genauer dargestellt. Für die Hohlsteifen der Brücke „Kleiner Plöner See“ 
ergibt sich eine erforderliche Anzahl von zehn Lagen der UHM-Fasern (Faser II), um die Steifig-
keit entsprechend der Vorgabe zu erhöhen.  
Vor dem Einbringen der Fasern in die Hohlsteife wurde diese von innen sandgestrahlt, um eine 
optimale Haftung des Harzes zu garantieren. Die mittlere Rauhtiefe ergab sich zu 39,7 μm. Die 
Lagen wurden zunächst trocken übereinander geschichtet. Zum Schutz waren die Kohlenstofffa-
sern von beiden Seiten mit einer dünnen Lage Nadelfilzgewebe umgeben. Dies verhinderte zum 
einen eine Beschädigung während des Einziehvorganges und diente zum anderen der Vorbeu-
gung einer Kontaktkorrosion zwischen Stahl und CFK. Die Tränkung mit dem Harzsystem erfolg-
te per Vakuuminfusion. Das Faserpaket wurde über die gesamte Länge mithilfe einer Folie abge-
dichtet und unter Vakuum gesetzt, um anschließend das Harz einseitig einzufüllen. Nach dem 
Durchtränken der Fasern wurden diese von einer Rolle unter stetigem Entfernen der Vakuumfo-
lie in die Hohlsteife eingezogen. Mithilfe einer Walze wurden die Fasern zusätzlich an den Stahl 
gedrückt (siehe Abb. 6-9 bis Abb. 6-12). Mittels eines Heißluftgebläses wurden der Innenraum 
der Hohlsteifen auf 80 °C erwärmt und die CFK-Bänder 12 h getempert. 
                                                             
9 Da der ausschlaggebende Parameter für die Spannungsreduzierung die Dehnsteifigkeit E·A ist, ergeben 
sich zwangsläufig sehr ähnliche Ergebnisse mit minimalen Abweichungen aufgrund einer veränderten 
Schwerpunktlage infolge der unterschiedlichen Querschnittsdicken. 
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Abb. 6-9: Ausgelegte C-Fasern (trocken) 
 
Abb. 6-10: Vakuuminfusion des Faserpakets 
 
Abb. 6-11: Einziehen der getränkten Fasern 
 
Abb. 6-12: Anpressen der Fasern 
6.1.4 Belastung und Vergleich am verstärkten System 
Die Belastungstests am verstärkten System wurden mit dem beibehaltenen Lasteinleitungsauf-
bau durchgeführt. So konnte sichergestellt werden, dass die Gegebenheiten dieselben waren wie 
am unverstärkten System. In den Versuchsergebnissen zeigte sich eine deutliche Reduzierung 
der Dehnungen an der Unterseite der belasteten Hohlsteife. Im Deckblech konnte hingegen kei-
ne relevante Entlastung erzielt werden. Ein Versagen oder Ablösen des CFK wurde visuell nicht 
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festgestellt. Auch nach mehreren Belastungen zeigten sich kaum Abweichungen bei den Messer-
gebnissen gegenüber der Erstbelastung. 
Die FE-Berechnungen bestätigen diese Beobachtungen. Im Rechenmodell wurde die Verstär-
kung wie bereits bei den Zugversuchen (vgl. Abschnitt 5.4.4) in Form eines zusätzlichen Flä-
chenelementes integriert, das über ein Kontaktvolumen mit den Flächenelementen der Hohlstei-
fe schubfest verbunden ist (siehe Abb. 6-13). 
 
 
Abb. 6-13: Detailansicht der verstärkten Hohlsteife im FE-Modell 
Als Material wurde ein CFK-Laminat angesetzt, das dem in Abschnitt 5.4.4 beschriebenen „Mate-
rialmodell II“ mit orthotropem, linear elastischem Verhalten gleichkommt. Seine mechanischen 
Eigenschaften wurden mithilfe der Software AlfaLam mit der klassischen Laminattheorie be-
rechnet. Dies entspricht der Anwendung der Mischungsregel unter Berücksichtigung der Orthot-
ropie. Da der beim Einbringversuch erreichte, relative Faservolumenanteil nicht bekannt war, 
wurde er in Anlehnung an die Zugversuche mit φ = 0,40 gewählt10. Für die rechnerisch anzuset-
zende Laminatdicke ergibt sich der Wert: 
            
    
    
    
     
 
   
    
 
   
     
                (6.3) 
mit 
nL - Anzahl der Lagen 
mA,C - Flächengewicht des C-Faser-Geleges 
ρC - Dichte der C-Fasern 
 
Für die Berechnung ist von einem Faser-E-Modul von 512.000 N/mm² ausgegangen worden, 
welcher einer 20 %-igen Abminderung gegenüber dem vom Hersteller angegebenen Wert 
gleichkommt. Schon bei den Zugversuchen wurde nicht der nach der Mischungsregel bestimmte 
E-Modul erreicht. Dies kann Folge einer ungewollten Schädigung (z.B. durch das Auf- und Abrol-
                                                             
10 Wie bereits beschrieben, ist die Gesamtsteifigkeit E·A entscheidend für die Spannungsreduzierung, bei 
der E-Modul und Laminatdicke miteinander korrelieren. Die Wahl von φ hat keinen wesentlichen Einfluss 
auf das Ergebnis und kann als realistisch angesehen werden. 
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len beim Einbringvorgang) oder einer während der Herstellung hervorgerufenen Imperfektion 
(z.B. Faserwelligkeiten oder Abweichungen von der idealen Ausrichtung) im Gelege sein, deren 
Auswirkungen sich außerhalb von Laborversuchen noch steigern. Es hat sich gezeigt, dass die 
Versuchsergebnisse am Nachbau mit diesem Ansatz besser abgebildet werden konnten. Der sich 
daraus ergebene E-Modul in Faserrichtung für das Laminat betrug 206.630 N/mm²: 
                                                          (6.4) 
Die Abb. 6-14 und Abb. 6-15 zeigen die Gegenüberstellung der Ergebnisse von DMS-Messung 
und FE-Berechnung am unverstärkten und verstärkten System. Die Datenwerte sind hier nur 
von letzterem angegeben. 
 Die Werte verdeutlichen, dass vorwiegend am unteren Hohlsteifenblech (Werte U) Spannungs-
reduzierungen durch die eingebrachten Kohlenstofffasern erzielt werden können. Im Bereich 
des Deckbleches hingegen kommt es teilweise sogar zu Vergrößerungen der gemessenen Deh-
nungen. Auch in der FE-Berechnung ist diese Entwicklung zu erkennen, was mit dem stärkeren 
Einfluss der Spannungsanteile aus Krafteinleitung zu erklären ist. Betrachtet man noch einmal 
die Darstellungen aus Kapitel 4 wird ersichtlich, dass die Spannungsanteile aus Krafteinleitung 
unter einer konstanten Radlast für das verstärkte System genauso groß sind wie für das 
unverstärkte. Da sich jedoch die Durchbiegung reduziert, werden die Werte infolge Kraftweiter-
leitung abgemindert. In Abschnitt 6.2.3 wird dies noch genauer dargelegt. 
 
Abb. 6-14: Vergleich der Dehnungsergebnisse aus DMS-Messung und FE-Berechnung in Längsrichtung 








































Vergleich der Dehnungswerte in Längsrichtung
DMS unverstärkt
DMS verstärkt (mit Datenwert)
FEM unverstärkt
FEM verstärkt (mit Datenwert)
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Abb. 6-15: Vergleich der Dehnungsergebnisse aus DMS-Messung und FE-Berechnung in Querrichtung 
am unverstärkten und verstärkten System bei 300 kN Gesamtlast 
Wie auch aus den Zahlenwerten in Tabelle 6-3 ersichtlich ist, sind die Dehnungsänderungen im 
Deckblech in Längsrichtung marginal. Sie betragen sowohl für die DMS-Messung als auch für die 
Berechnung an keiner Stelle mehr als ± 8 μm/m. Die relevante Messstelle U1 auf der Unterseite 
der Hohlsteife im Feld zeigt hingegen eine signifikante Dehnungsreduzierung, die im Versuch 
16,73 % und in der Berechnung 18,05 % erzielte. Die anvisierten 20 % konnten somit nicht er-
reicht werden. Die Ergebnisse deuten folglich darauf hin, dass ein Sicherheitsabschlag für den 
Faser-E-Modul von Relevanz sein kann. Die Durchbiegung reduzierte sich im Versuch von 
2,60 mm auf 2,40 mm und in der FE-Berechnung von 2,40 mm auf 2,10 mm. 
Tabelle 6-3: Absolute und prozentuale Dehnungsänderungen des verstärkten Systems 
gegenüber dem unverstärkten (Werte aus DMS-Messung oben / FE-Berechnung unten) 
  V3 H1 V2 H2 M1 M2 A1 U1 U3 
Längs 
μm/m -4,32 +6,92 -4,52 +5,41 +0,18 +1,54 -4,13 -117,76 -57,10 
in % -3,04 +5,50 -3,11 +4,96 +0,14 +1,18 -3,93 -16,73 -20,20 
Quer 
μm/m +24,88 +13,67 -5,91 +19,22 -9,20 -6,48 -20,52 -41,53 -26,24 
in % +11,33 +5,28 -3,99 +11,00 -8,81 -6,02 -7,54 -16,13 -37,91 
Längs 
μm/m -7,00 -5,00 -6,00 -4,00 -6,00 -8,00 -6,00 -122,00 -80,00 
in % -4,90 -4,50 -4,35 -3,85 -5,13 -6,78 -6,98 -18,05 -19,23 
Quer 
μm/m +15,50 +15,50 -12,00 -8,00 -21,50 -19,00 -29,50 -45,00 -42,00 
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6.2 Numerische Untersuchungen 
6.2.1 Integration der Verstärkung in das Näherungsverfahren 
Das vorgestellte Näherungsverfahren soll dahingehend erweitert werden, dass auch die unten-
liegende Verstärkung berücksichtigt wird. Für ihre Integration muss ein Querschnittselement 
entwickelt werden, welches die Eigenschaften von Stahl und CFK kombiniert. Dabei wird die 
Verwendung von zwei Modellierungsvarianten – zum einen ein Hybrid sowie zum anderen ein 
homogener, ideeller Werkstoff – untersucht. Die weiteren Parameter wie Stabbettung bleiben 
gegenüber der unverstärkten Variante unverändert, da der CFK auf die Steifigkeit in Querrich-
tung kaum Einfluss hat. Die Vergleichsrechnungen erfolgen mit den um den CFK erweiterten FE-
Modellen und dem direkten Lastansatz auf dem Deckblech. 
6.2.1.1 Längsspannungen 
Der relevante Einfluss der Verstärkung betrifft die Längsrichtung. Zur Definition des Hybriden 
wird das Programm DUENQ verwendet, mit dem Querschnitte aus verschiedenen Materialien 
erstellt werden können. Hierbei werden Stahl und CFK als Dickenelemente modelliert, deren 
Verbindung über sogenannte Nullelemente erfolgt, die ausschließlich der Schubübertragung 
dienen (siehe Abb. 6-16). 
  
Abb. 6-16: Darstellung des Querschnittes im Programm DUENQ mit Detailansicht der Verbindung zwi-
schen CFK und Stahl über Nullelemente (grün) 
Für die zweite Betrachtung – den homogenisierten Querschnitt – gilt der Stahl als Referenzmate-
rial, sodass sich für das untere Blech eine ideelle Dicke ergibt. Dafür wird vorausgesetzt, dass die 
Gesamthöhe der Hohlsteife unverändert bleibt. Die Berechnung erfolgt ausgehend von der Diffe-
renz der Trägheitsmomente zwischen verstärkter (Iy,i) und um das untere Blech reduzierter 
Hohlsteife (Iy,red). Die ideelle Blechdicke ti ergibt sich zu: 
          
  





                (6.6) 
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mit 
zu - max. Schwerpunktabstand nach unten (unverstärkt) 
b - Breite des unteren Bleches bzw. des CFK-Paketes 
t - Dicke des unteren Bleches (unverstärkt) 
Iy,HS - Trägheitsmoment der gesamten Hohlsteife (unverstärkt) 
 
Daraus ergeben sich richtigerweise für beide Betrachtungen die gleichen Querschnittswerte, die 
dementsprechend auch zu gleichen Ergebnissen führen. Der Vergleich der Berechnungen nach 
dem Näherungsverfahren (NVF) bzw. nach der FEM ist in Abb. 6-17 und Abb. 6-18 dargestellt. 
Hierbei ist das Beispiel von Abschnitt 4.2.5 mit der Doppelachslast in Feldmitte und verschiede-
nen Feldlängen verwendet worden, um die Effektivität der Verstärkung aufzuzeigen. Die Gegen-
überstellung bestätigt die Beobachtungen aus den Versuchen. Die Spannungen auf der Untersei-
te der Hohlsteife können sowohl im Feldbereich als auch am Querträger signifikant reduziert 
werden. Augenscheinlich nehmen die prozentualen Reduzierungen mit zunehmendem Querträ-
gerabstand ab, während die Absolutwerte noch leicht ansteigen. Die anvisierten 20 % können 
auch hier aufgrund des heruntergesetzten E-Moduls nicht ganz erreicht werden. Die Längsspan-
nungen im Deckblech unterscheiden sich hingegen kaum von der unverstärkten Variante. Die 
geringen Unterschiede zwischen Näherungsverfahren und FE-Berechnung bleiben unabhängig 
von der Verstärkung in gleichem Maße erhalten. 
 
Abb. 6-17: Vergleich der Normalspannungen unter der Radlast am unverstärkten und 
















Längssystem, Normalspannungen unter der Radlast
unten, verstärkt (NVF) unten, verstärkt (FEM)
unten, unverstärkt (NVF) unten, unverstärkt (FEM)
oben, verstärkt (NVF) oben, verstärkt (FEM)
oben, unverstärkt (NVF) oben, unverstärkt (FEM)
20 %
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Abb. 6-18: Vergleich der Normalspannungen im Stützbereich am unverstärkten und 
verstärkten System mit Angabe der 20%igen Reduzierung (Fall 1, LF Feldmitte) 
6.2.1.2 Schubspannungen 
Eine wesentliche Grundvoraussetzung für die Wirkung der Verstärkung ist der schubfeste An-
schluss des CFK an den Stahl. In einer FE-Berechnung oder mit einem geeigneten Querschnitts-
programm können die zu übertragenden Schubspannungen berechnet werden. Eine vereinfach-
te, ingenieurmäßige Betrachtung zu ihrer Bestimmung soll im Folgenden dargelegt werden. Die 
Kraft im CFK, die der über die Fläche integrierten Normalspannung entspricht, wird über die 
gesamte Breite mittels Schubspannungen eingetragen. 
                           (6.8) 
Diese Schubspannung ergibt sich somit zu: 
  
     
  
 
    
    
 (6.9) 
Die Normalspannung bzw. ihre Änderung dσ ergibt sich aus der Momentenbeanspruchung unter 
Berücksichtigung des E-Modul-Verhältnisses: 
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kann die Schubspannung nach Einsetzen in Gleichung (6.9) bestimmt werden zu: 
    
      
         
       (6.13) 
mit 
Iy,i - Ideelles Trägheitsmoment des verstärkten Querschnittes 
zFuge - Schwerpunktabstand der Fuge zwischen CFK und Stahl 
 
Die Ergebnisse in Tabelle 6-4 zeigen, dass die Schubspannung so näherungsweise berechnet 
werden kann. Allerdings gilt diese Betrachtung vorwiegend für den Feldbereich. Direkt am 
Stützbereich, d.h. dort wo die Hohlsteife an den Querträger angeschlossen ist, stößt sie an ihre 
Grenzen, da ein Störbereich nach St. Venant vorliegt. Da die Verstärkung in erster Linie für den 
Zugbereich (Feldbereich) relevant ist, sind die Schubspannungen am Querträger von unterge-
ordneter Bedeutung. Grundsätzlich bleibt festzuhalten, dass die Schubspannungen sehr gering 
sind und keine Gefährdung in Form einer Delamination vorliegt. Die in den Versuchen erreichten 
Schubspannungen lagen bei mindestens 16 N/mm². Weiterführende Betrachtungen sind in 
[154] und [155] zu finden. 









τ nach Gl. (6.13) 
[N/mm²] 
0,25 m 131,34 0,76 0,75 0,79 
0,90 m 
(Unter Radlast) 
64,77 0,40 0,37 0,39 
 
6.2.1.3 Querspannungen 
Bezüglich der Deckblechspannungen wurde schon in den Versuchen deutlich, dass diese infolge 
der Verstärkung teilweise ansteigen. Auf sie hat der untenliegende CFK mit dem sehr geringen E-
Modul in Querrichtung kaum einen Einfluss. Sie resultieren vielmehr aus der reduzierten Durch-
biegung der Hohlsteife. Bei der ausschließlichen Betrachtung des verstärkten, unteren Bleches 
in Querrichtung handelt es sich um einen Rechteckquerschnitt, der im Stabwerkmodell je nach 
Möglichkeit der Eingabe mit einem Hybridwerkstoff oder einem homogenisierten, ideellen 
Querschnitt angesetzt werden kann. Beide Varianten führen zum gleichen Ergebnis. Für letztere 
kann die ideelle Blechdicke ti mit den Eigenschaften des Stahls wie folgt berechnet werden. Da 
für die Querschnittsbreite aufgrund der Betrachtung eines 1 cm-Streifens stets gilt b = 10 mm, 
kann sie gekürzt werden, was zu einem modifizierten Trägheitsmoment Iy,i,mod ohne Berücksich-
tigung von b führt. 
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 (6.14) 
     
  
        
  
  
      
 (6.15) 
        
  
  
        
 
 




       
  
 
     
 
  (6.16) 




t - Dicke des unteren Hohlsteifenbleches 
tC - Dicke des CFK-Laminates 
 
Die Ergebnisauswertung verdeutlicht, dass die Deckblechspannungen kaum reduziert werden 
können. Die maximale, prozentuale Abminderung liegt bei 10 %, welche je nach Stützweite der 
Hohlsteife lediglich Absolutwerten von unter 10 N/mm² entspricht (vgl. Tabelle 6-5). Zudem 
treten an einigen Punkten unter der Radlast Spannungserhöhungen auf, die bereits in den Ver-
suchen beobachtet worden sind. In Abb. 6-19 sind die Ergebnisse der FE-Berechnungen am un-
verstärkten und am verstärkten System dargestellt. Mit größeren Querträgerabständen nimmt 
die Entlastung zwar tendenziell zu, kann aber faktisch nicht als effektiv bezeichnet werden. Das 
Näherungsverfahren bildet auch die verstärkte Variante sehr gut ab, sodass die geringen Unter-
schiede zur FE-Analyse in den meisten Punkten konstant bleiben. 
 
Abb. 6-19: Vergleich der Normalspannungen im Deckblech 

















FE-Ergebnisse Deckblechspannungen unter der Radlast
unverstärkt, Feld
verstärkt, Feld
unverstärkt, Steg I innen
verstärkt, Steg I innen
unverstärkt, Steg I außen
verstärkt, Steg I außen
unverstärkt, Steg II außen
verstärkt, Steg II außen
unverstärkt, Steg II innen
verstärkt, Steg II innen
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Tabelle 6-5: Absolute und prozentuale Spannungsänderungen im Deckblech des ver-
stärkten Systems gegenüber dem unverstärkten (Vergleich von NVF und FE-Berechnung) 











N/mm² -6,08 -6,08 -8,38 -7,83 -5,00 
in % -8,54 -8,54 -8,71 -8,21 -8,03 
FEM 
N/mm² -6,54 -6,33 -8,21 -9,08 -7,42 




N/mm² -4,58 +4,58 +6,08 -5,79 -3,67 
in % -2,96 +6,71 +15,33 -6,35 -6,03 
FEM 
N/mm² -5,92 +6,04 +7,58 -8,29 -6,92 
in % -3,85 +8,13 +15,42 -9,17 -9,38 
6.2.2 Alternative Verstärkungsmaßnahmen 
6.2.2.1 Varianten 
Bezüglich der Verstärkung der Hohlsteifen werden im Folgenden weitere, alternative Betrach-
tungen aufgezeigt. Hierbei liegt das Ziel darin, Variantenuntersuchungen hinsichtlich einer Re-
duzierung der Spannungen am Anschluss von Hohlsteifensteg zum Deckblech zu führen, welche 
nach der bisher betrachteten CFK-Anordnung gegenüber dem unverstärkten System teilweise 
zunahmen. Sinnvoll sind in erster Linie zusätzliche Verstärkungen an der Oberseite der Hohl-
steife. Die in Tabelle 6-6 angegebenen Varianten werden unter Beibehaltung der bisherigen Ver-
stärkung genauer geprüft. Diesbezüglich ist festzuhalten, dass bisher keine technologische Ver-
fahrensweise bekannt ist, die ein Anbringen von Kohlenstofffasern am Deckblech ohne Weiteres 
ermöglicht. Diese Untersuchung durch FE-Berechnungen dient daher ausschließlich der Über-
prüfung des Nutzens. 
Tabelle 6-6: Untersuchte Varianten zur Verstärkung des Deckbleches 








Effektive Schichtdicke 5,30 mm 5,30 mm 10,60 mm* 
E∥ 206.630 N/mm² 6.361 N/mm² 106.860 N/mm² 
E⏊ 6.361 N/mm² 206.630 N/mm² 106.860 N/mm² 
* Doppelte Fasermenge   
 
Die Berechnungen wurden, wie schon zuvor, ausgehend von den Laminateigenschaften geführt. 
Die effektiven Schichtdicken sind gleich der unten liegenden Verstärkung gewählt worden. Beim 
Kreuzverbund verdoppeln sich Fasermenge und Laminatdicke, um in zwei Richtungen die glei-
che Steifigkeit zu erreichen. Da im Deckblechbereich auch Biegemomente auf das Laminat ein-
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wirken, liegt ein kombiniertes Scheiben- und Plattenelement vor. Die Eigenschaften der Flächen 
im FE-Modell werden über die direkte Eingabe der Steifigkeitsmatrix beschrieben, die jeweils 
gemäß den Ausführungen in Abschnitt 3.3 mit der Software AlfaLam bestimmt wurde. Das Kon-
taktvolumen mit dem CFK wird ausschließlich im Inneren der Hohlsteifen mit etwas Abstand zu 
den Stegen modelliert (siehe Abb. 6-20). 
 
 
Abb. 6-20: Deckblechverstärkung im FE-Modell mit Detailansicht 
6.2.2.2 Betrachtete Lastfälle 
Als Lastfälle werden die mittig angeordnete Doppelachslast (vgl. Fall 1 nach Abschnitt 4.2.5), 
eine um (a+e)/2 versetzte Doppelachslast und zwei nah beieinander stehende Radlasten (vgl. 
Fall 2 nach Abschnitt 4.3.1) betrachtet. Die Ergebnisse für die einzelnen Fälle – inklusive Ver-
gleich zu den vorherigen Varianten – sind in den folgenden Diagrammen dargestellt. Für die 
Auswertung der Berechnungen wird auf die bereits bekannten Messpunkte aus den Versuchen 
am Segment der orthotropen Platte zurückgegriffen. 
 
LF 1 – Einzelne Doppelachse 
Der erste, betrachtete Fall entspricht dem Fall 1 nach dem Näherungsverfahren aus Kapitel 4, 
bei dem eine Doppelachslast mittig oberhalb einer Hohlsteife positioniert ist. Für die Längsrich-
tung sind durch die zusätzliche 0°-Verstärkung am Deckblech auch weitere Spannungsreduzie-
rungen im Stahl von bis zu 10 % zu erreichen. Die Variante mit nur in Querrichtung verlegten 
Fasern (90°) hat diesbezüglich ebenfalls einen wahrnehmbaren Effekt. Bei Betrachtung der 
εy-Dehnungen wird zudem deutlich, dass unter der Belastungsfläche am Anschlusspunkt des 
Steges (V1/3 und H1/3) Reduzierungen infolge dieser Verstärkung erzielt werden können. Al-
lerdings steigen gleichzeitig die Werte an der benachbarten Hohlsteife an (A1/2). Eine weitere 
Entlastung an der Unterseite der Hohlsteife kann dagegen nur geringfügig geleistet werden. Die 
Verstärkung in beide Richtungen (0°/90°) kombiniert die Auswirkungen der einzelnen Richtun-
gen. 
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Abb. 6-21: Vergleich der Dehnungsergebnisse in 
Längsrichtung von FE-Berechnungen verschiede-
ner Verstärkungsvarianten mit dem unverstärk-
ten System (mittig positionierte Doppelachslast, 
300 kN) 
 
Abb. 6-22: Vergleich der Dehnungsergebnisse in 
Querrichtung von FE-Berechnungen verschiede-
ner Verstärkungsvarianten mit dem unverstärk-
ten System (mittig positionierte Doppelachslast, 
300 kN) 
LF 2 – Versetzte Doppelachse 
Weiterhin wurden vergleichende Berechnungen mit einer zwischen zwei Hohlsteifen positio-
nierten Doppelachslast angestellt. So konnten die Auswirkungen auf Spannungen und Dehnun-
gen erfasst werden, wenn der unverstärkte Teil des Deckbleches belastet wird. Die Ergebnisse 
sind in Abb. 6-23 und Abb. 6-24 dargestellt. Wie sich zeigt, können in der Längsrichtung wie 
beim Fall zuvor geringe Dehnungsreduzierungen infolge der 0°-Verstärkung erreicht werden. In 
Querrichtung lassen sich hingegen keine nennenswerten Entlastungen, sondern tendenziell 
leichte Erhöhungen feststellen. 
 
Abb. 6-23: Vergleich der Dehnungsergebnisse in 
Längsrichtung von FE-Berechnungen verschiede-
ner Verstärkungsvarianten mit dem unverstärkten 
System (zwischen zwei Hohlsteifen positionierte 
Doppelachslast, 300 kN) 
 
Abb. 6-24: Vergleich der Dehnungsergebnisse in 
Querrichtung von FE-Berechnungen verschiedener 
Verstärkungsvarianten mit dem unverstärkten 
System (zwischen zwei Hohlsteifen positionierte 
Doppelachslast, 300 kN) 
LF 3 – Zwei nah beieinander stehende Doppelachsen (Abstand a+e) 
Des Weiteren ist der Fall mit zwei gleich großen, im Abstand von a+e (hier: 60 cm) angeordne-
ten Radlasten untersucht worden. Somit stehen beide Lasten oberhalb zweier benachbarter 
Hohlsteifen. Während in Längsrichtung ähnliche Effekte erkennbar sind, wie oben bereits be-
schrieben, tritt in Querrichtung zumindest bereichsweise eine Spannungsreduzierung auf. So 
können die höchsten Spannungen unterhalb der Last durch eine 90°-Verstärkung gemindert 































Vergleich der Dehnungswerte in Längsrichtung
Unverstärkt mit Datenwert
Verstärkt (unten 0 )
Verstärkt (+ oben 0 )
Verstärkt (+ oben 90 )








































Vergleich der Dehnungswerte in Querrichtung
Unverstärkt mit Datenwert
Verstärkt (unten 0 )
Verstärkt (+ oben 0 )
Verstärkt (+ oben 90 )
Verstärkt (+ oben 0 /90 ) mit Datenwert

































Vergleich der Dehnungswerte in Längsrichtung
Unverstärkt mit Datenwert
Verstärkt (unten 0 )
Verstärkt (+ oben 0 )
Verstärkt (+ oben 90 )







































Vergleich der Dehnungswerte in Querrichtung
Unverstärkt mit Datenwert
Verstärkt (unten 0 )
Verstärkt (+ oben 0 )
Verstärkt (+ oben 90 )
Verstärkt (+ oben 0 /90 ) mit Datenwert
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werden. In Bereichen außerhalb des Rades kommt es aufgrund der unterschiedlichen Steifigkei-
ten hingegen zu Dehnungsvergrößerungen. Die Ergebnisse sind in den Abb. 6-25 und Abb. 6-26 
dargestellt. 
 
Abb. 6-25: Vergleich der Dehnungsergebnisse in 
Längsrichtung von FE-Berechnungen verschiede-
ner Verstärkungsvarianten mit dem unverstärkten 
System (zwei nah beieinander stehende Doppel-
achslasten, 300 kN, 60 cm Abstand) 
 
Abb. 6-26: Vergleich der Dehnungsergebnisse in 
Querrichtung von FE-Berechnungen verschiedener 
Verstärkungsvarianten mit dem unverstärkten 
System (zwei nah beieinander stehende Doppel-
achslasten, 300 kN, 60 cm Abstand) 
6.2.3 Interpretation der Ergebnisse 
6.2.3.1 Verstärkung des unteren Hohlsteifenbleches 
Das vorrangige Ziel der Verstärkung, die Entlastung der Hohlsteife auf der Unterseite, konnte 
infolge einer deutlichen Steifigkeitserhöhung mit einem eingezogenen CFK-Band erreicht wer-
den und wies Werte von 17-19 % (Versuch und Berechnung) auf. Dies führt gleichfalls zu einer 
Abnahme der Durchbiegung der einzelnen Hohlsteife, aus der wiederum die teils höheren Deck-
blechspannungen resultieren. Die Erklärung hierzu findet sich in den Spannungsanteilen aus 
Kraftein- und Kraftweiterleitung, die im optimierten Näherungsverfahren dargelegt wurden 
(Abschnitt 4.2.4, Abb. 4-11 und Abb. 4-13). Bei Betrachtung der mittig positionierten Radlast 
sind die Momente aus Krafteinleitung unter der Radlast für das verstärkte System genauso groß 
wie für das unverstärkte. Infolge der kleineren Durchbiegung reduzieren sich jedoch die Werte 
aus der Kraftweiterleitung, was bei Auswertung der qualitativen Momentenverläufe (Abb. 6-27) 
zu folgenden Ergebnissen führt: 
- Abnahme der Deckblechspannungen im „Feld“ (V2, H2) 
- Zunahme der Deckblechspannungen am ersten Steg (V1/V3, H1/H3) 
- Abnahme der Deckblechspannungen am zweiten Steg (A1/A2) 







































Vergleich der Dehnungswerte in Längsrichtung
Unverstärkt mit Datenwert
Verstärkt (unten 0 )
Verstärkt (+ oben 0 )
Verstärkt (+ oben 90 )











































Vergleich der Dehnungswerte in Querrichtung
Unverstärkt mit Datenwert
Verstärkt (unten 0 )
Verstärkt (+ oben 0 )
Verstärkt (+ oben 90 )
Verstärkt (+ oben 0 /90 ) mit Datenwert






Abb. 6-27: a) Unveränderter, qualitativer Momentenverlauf infolge Krafteinleitung; b) Änderung des 
qualitativen Momentenverlaufes infolge Kraftweiterleitung beim verstärkten System aufgrund der re-
duzierten Durchbiegung (grau: ohne Verstärkung, rot: mit Verstärkung) 
Kritisch zu sehen ist demnach vor allem die Zunahme der Spannungen im Stegbereich unter der 
Last, der oftmals die maßgeblichen Nachweispunkte aufweist. Hier müsste überprüft werden, ob 
die alleinige Verstärkung im unteren Bereich noch tolerierbar für die Deckblechspannungen ist. 
Es ist jedoch zu beachten, dass dies auch mit der Art und Weise der Lasteinleitung zusammen-
hängt. Im Versuch traten dort aufgrund der steiferen Konstruktion deutlich kleinere Spannun-
gen auf. Es wäre demnach grundsätzlich zu prüfen, wie die Momentenverteilung an den Stegan-
schlussbereichen infolge einer realen Radlast aussieht und inwieweit der direkte Lastansatz auf 
das Deckblech, wie er heutzutage in der Praxis genutzt wird, realistisch ist. 
6.2.3.2 Alternative Verstärkungsmaßnahmen 
Zusätzliche Verstärkung oben 0° (Längsrichtung) 
Bei einer weiteren Verstärkung der Hohlsteife in Längsrichtung an der Oberseite erfahren die 
zugehörigen εx-Dehnungen eine zusätzliche Reduzierung (bis zu 10 %). Die Dehnungen und 
Spannungen in Querrichtung können zwar gegenüber der nur unten verstärkten Variante leicht 
abgemindert werden, sie bleiben unter der Radlast jedoch auf etwa demselben Niveau wie beim 
unverstärkten System. Aufgrund der starken Anisotropie des CFK kann zwar die Tragfähigkeit in 
Längsrichtung weiter erhöht werden, nicht aber die in Querrichtung. Demzufolge ist die Effekti-
vität dieser Verstärkung infrage zu stellen, da sie den hohen Aufwand für das Einbringen und 
den zusätzlichen Materialbedarf nicht rechtfertigt. 
Zusätzliche Verstärkung oben 90° (Querrichtung) 
Der wesentliche Nachteil einer zusätzlichen CFK-Anordnung in Querrichtung liegt darin, dass 
das Deckblech ungleichmäßig verstärkt wird, da die Kohlenstofffasern nur innerhalb der Hohl-
steifen positioniert werden. Der Bereich außerhalb erfährt keine Steifigkeitserhöhung. Die Quer-
richtung betrachtend führen die daraus resultierenden, qualitativen Momentenverläufe infolge 
der Kraftein- und -weiterleitung grundsätzlich zu größeren Momenten (siehe Abb. 6-28). 
Für die unverstärkten Bereiche ohne Querschnittsänderung gilt hier die Schlussfolgerung, dass 
an Punkten außerhalb der Radlast (z.B. an den Stegen der benachbarten Hohlsteifen) höhere 
Spannungen zu erwarten sind als ohne die 90°-Verstärkung (vgl. mit Abb. 6-27 b und Punkte 
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M1/M3, A1/A2 in Abb. 6-22). An den Stegen im Bereich der Radlast gleichen sich die Erhöhung 
aus Kraftweiterleitung und die Verringerung aus Krafteinleitung gegenseitig aus, sodass sich je 
nach geometrischen Gegebenheiten Entlastungen ergeben könnten. Für die verstärkten Bleche 
können die größten Spannungsanteile aufgrund der Steifigkeitserhöhung signifikant verringert 
werden (z.B. V1/V3, V2), da der CFK zu einer deutlichen Reduzierung der Biegespannungen im 
Deckblech beiträgt. Dies wirkt sich auch auf die Dehnungen in Längsrichtung aus. Zwar sind hier 
die Membranspannungen im Deckblech größer als bei der 0°-Verstärkung, durch die starke Ab-





Abb. 6-28: Änderung des qualitativen Momentenverlaufes infolge einer bereichsweisen Verstär-
kung des Deckblechs innerhalb der Hohlsteifen (grau: ohne Verstärkung, rot: mit Verstärkung)  
a) aus Krafteinleitung; b) aus Kraftweiterleitung 
Gemäß den Ergebnissen für Lastfall 1 verspricht diese Art der Verstärkung am ehesten eine Ent-
lastung des Deckbleches. Der Vergleich der weiteren Lastfälle (Abschnitt 6.2.2.2) zeigt aber auch, 
dass je nachdem, wo die Radlast positioniert ist, keine Spannungsreduzierung erzielt werden 
kann. Dies ist bei der zwischen zwei Hohlsteifen stehenden Radlast (Lastfall „Versetzte Radlast“) 
insofern kritisch, da hierbei die absoluten Maximalwerte nicht abgemindert werden können. 
Gleichwohl tritt durch die ungleichmäßige Verstärkung an den maßgebenden Stellen keine signi-
fikante Erhöhung auf. 
Die CFK-Verstärkung wird vor allem durch Normalkräfte belastet, die als Schubkräfte über die 
Verbindungsfuge zwischen Stahl und CFK eingeleitet werden. Sie muss den Verformungen des 
Deckbleches folgen, sodass es am freien Rand zu geringen Stauchungen kommt (vgl. Abb. 6-29). 
Die resultierenden Schubspannungen liegen mit 2-3 N/mm² aus der FE-Berechnung jedoch im 
selben Größenbereich wie am unteren Hohlsteifenblech und können problemlos aufgenommen 
werden.  
Im Vergleich zu den Versuchen am Nachbau der orthotropen Platte zeigen einige Spannungsan-
teile jedoch deutliche Abweichungen auf, was auch hier mit der Art der Lasteinleitung zusam-
menhängt. Bei kleineren Querspannungen unter der Last, wie sie im Versuch zu erkennen wa-
ren, kann u.U. auch eine zusätzliche CFK-Anordnung am Deckblech keine zufriedenstellenden 
Ergebnisse liefern. Dazu kommt, dass im Versuch an den benachbarten Hohlsteifenstegen grö-
ßere Werte auftraten, welche sich durch eine ausschließliche 90°-Verstärkung noch erhöhen 
würden. 
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Abb. 6-29: εy-Dehnungen an der Unterseite von Stahl und CFK (LF 1; Werte dimensionslos) 
Zusätzliche Verstärkung oben 0°/90° (Kreuzverbund) 
Diese Verstärkung kombiniert die beiden zuvor betrachteten Fälle. Die vorwiegend auftretenden 
Biegespannungen unter der Radlast können in beiden Richtungen abgeschwächt werden. Au-
ßerdem kommt es zu Spannungsreduzierungen in Längsrichtung außerhalb der Belastungsflä-
che, wie sie auch beim 0°-Fall auftreten. Zwar kann insofern mit der 0°+90°-Verstärkung die 
beste Entlastung erzielt werden, allerdings ist aufgrund der doppelten Fasermenge die Wirt-
schaftlichkeit gesondert zu prüfen. 
6.3 Zusammenfassung 
Zusammenfassend kann festgehalten werden, dass die Versuchs- und Berechnungsergebnisse 
am Nachbau der orthotropen Platte gute Übereinstimmungen zeigten. Der Belastungstest konn-
te sowohl am unverstärkten als auch am verstärkten System in der FE-Berechnung mit den Mo-
dellannahmen bezüglich der Lasteinleitung sehr gut nachgebildet werden. Es ist deutlich gewor-
den, dass der angegebene E-Modul der Kohlenstofffasern nicht vollständig ausgenutzt werden 
konnte. Stattdessen ist von einer durch Imperfektionen während des Einbringvorgangs hervor-
gerufenen Steifigkeitsreduzierung im endgültigen Laminat auszugehen. 
Dennoch konnten am maßgeblichen Punkt an der Unterseite der Hohlsteife im Feldbereich deut-
liche Spannungsreduzierungen festgestellt werden. Diese betrugen die Längsrichtung betreffend 
16,73 % im Versuch und 18,05 % in der Berechnung. Damit konnten die anvisierten 20 % zwar 
nicht erreicht werden, dies ließe sich durch mehr eingebrachte C-Faser-Lagen aber bewirken. 
Die Deckblechspannungen verhielten sich hingegen beinahe unverändert. Während die Verstär-
kung auf die Ergebnisse in Längsrichtung keine nennenswerten Auswirkungen hatte, erhöhten 
sich einige Spannungswerte in Querrichtung sogar. Daher wurden weiterhin alternative Ver-
stärkungsvarianten betrachtet, die ggf. auch Spannungsreduzierungen im Deckblech ermögli-
chen. 
Dabei kommt am ehesten eine zusätzliche, rein in Querrichtung angelegte Verstärkung des 
Deckbleches infrage. Die FE-Berechnungen zeigen, dass mit dieser Anordnung die Spannungen 
bzw. Dehnungen unter der Radlast sowohl an den Stegen als auch im „Feldbereich“ dazwischen 
reduziert werden können. Die Werte an den benachbarten Hohlsteifenstegen erhöhen sich infol-
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gedessen jedoch. Bei einer möglicherweise maßgebenden Belastung zwischen zwei Hohlsteifen, 
d.h. im unverstärkten Bereich, tritt keine nennenswerte Änderung in den Dehnungswerten auf, 
sodass die Verstärkung wirkungslos bleibt. Eine 0°-Verstärkung führt ebenso wie die Kombina-
tion aus 0°/90° nur zu wenigen, weiteren Reduzierungen und wird sich voraussichtlich nicht als 
wirtschaftlich erweisen. 
In jedem Fall müssten zu den vorgeschlagenen Anordnungen Versuche durchgeführt werden, da 
anzunehmen ist, dass die dargestellten Entlastungen je nach Art der Lasteinleitung zu divergen-
ten Ergebnissen führen. Hier sei noch einmal auf die Abweichungen zwischen dem geführten 
Versuch und dem FE-Modell mit der direkten Lasteingabe auf dem Deckblech hingewiesen. 
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7 Fazit und Ausblick 
In der vorliegenden Arbeit konnten wichtige Erkenntnisse hinsichtlich der Berechnung und 
nachträglichen Verstärkung von orthotropen Fahrbahnplatten dargelegt werden. Dafür wurden 
sowohl numerische als auch experimentelle Untersuchungen angewandt, um die ermittelten 
Ergebnisse verifizieren zu können. 
Die Berechnung von Trapezhohlsteifen orthotroper Platten konnte mit dem optimierten Nähe-
rungsverfahren deutlich realitätsnäher gestaltet werden als mit bisher üblichen Methoden. Dazu 
wurde die mittragende Breite angepasst sowie eine Stabbettung eingeführt, die die unterstüt-
zende Wirkung der benachbarten Hohlsteifen abbildet. Der Vorteil besteht darin, dass die Span-
nungsermittlung sowohl für das Längssystem der Steife als auch für das Deckblech-Quersystem 
an einfachen Stabwerksmodellen und für verschiedene Laststellungen durchgeführt werden 
kann. Die Ergebnisse wurden für zwei geometrisch unterschiedliche Hohlsteifen und für Last-
modelle mit einer bzw. zwei Radlasten ausgewertet und lieferten teils sehr gute Übereinstim-
mungen mit der zum Vergleich herangezogenen Finite-Elemente-Methode. Damit ist ein Nähe-
rungsverfahren geschaffen worden, das sich vor allem für die Dimensionierung im Entwurf oder 
die Nachrechnung von Trapezhohlsteifen orthotroper Fahrbahnplatten hervorragend eignet. 
Im experimentellen Teil konnte das Potenzial der faserverstärkten Kunststoffe im Verbund mit 
Stahl belegt werden. Aufgrund der hohen Steifigkeit, die zur Verstärkung von Stahl erforderlich 
ist, fiel die Wahl früh auf kohlenstofffaserverstärkten Kunststoff. Anhand der Versuche an den 
kleinteiligen Zugproben wurden Materialmodelle für den CFK ausgewertet und für die weitere 
Anwendung an der orthotropen Platte beurteilt. An einem im Originalmaßstab nachgebildeten 
Segment konnten die Spannungen der Hohlsteifen durch eine unten liegende CFK-Verstärkung 
um ca. 17 % im Versuch und um ca. 18 % in der Vergleichsberechnung, die grundsätzlich gute 
Übereinstimmungen zeigte, reduziert werden. Der Verbund zwischen Stahl und CFK blieb dabei 
intakt, auch da sich das Verhältnis von Schubfestigkeit zu einwirkender Schubspannung als grö-
ßer herausstellte als zuvor angenommen. Die Wirksamkeit der Verstärkung für die Tragfähigkeit 
der Hohlsteife konnte somit belegt werden. 
Als unwirksam muss hingegen der Einfluss auf die Deckblechspannungen bewertet werden. Hier 
traten durch den eingebrachten CFK kaum Veränderungen auf. Zusätzliche Verstärkungen am 
Deckblech versprechen zumindest lokale Spannungsreduzierungen, können aber beim vorge-
stellten Verfahren nur innerhalb der Hohlsteifen eingebracht werden, sodass sie außerhalb wir-
kungslos sind. Demnach ist eine unten liegende CFK-Verstärkung vornehmlich für die Tragfähig-
keitserhöhung von Hohlsteifen an der Belastungsgrenze und gegebenenfalls damit einher-
gehenden Schäden der Kategorie 2 geeignet. Eine Entlastung des Deckbleches und eine daraus 
folgende Risikominimierung für das Auftreten von Kategorie-1-Schäden kann jedoch nicht er-
reicht werden. 
Hier sollte in Zukunft eruiert werden, ob weitere Verstärkungen zwischen den Hohlsteifen oder 
möglicherweise auch auf dem Deckblech realisierbar sind. Ohnehin müssen die in dieser Arbeit 
nur angedeuteten Deckblechverstärkungen im Inneren der Steifen genauer untersucht und 
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durch Belastungsversuche verifiziert werden. In der weiteren Forschung sollten zudem die Dau-
erhaftigkeit der CFK-Verstärkung und der Verbund zum Stahl unter den im Brückenbau üblichen 
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Anhang 
A Ergebnisse Näherungsverfahren 
In diesem Anhang sind zum einen die mittragenden Breiten für unterschiedliche Lastansätze 
und zum anderen die Berechnungsergebnisse an zwei verschiedenen Trapezhohlsteifen zusam-
mengestellt. Es wird wie im Hauptteil der Arbeit das optimierte und übliche Näherungsverfah-
ren mit der FE-Berechnung verglichen. Dies geschieht anhand der Längsspannungen (Deck-
blech ≙ „oben“ / unteres Hohlsteifenblech ≙ „unten“) sowie anhand der Deckblechspannungen 
in Querrichtung. 
A.1 Mittragende Breiten 
  
  
Abb. A.1-1: Faktor φ zur Ermittlung der mittragenden Breite infolge einer einzelnen Radlast für unterschied-
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Mittragende Breite - Stützbereich -












Abb. A.1-2: Faktor φ zur Ermittlung der mittragenden Breite infolge einer Doppelachse für unterschiedliche 
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A.2 Berechnungsergebnisse Näherungsverfahren – Beispiel 1 
Bei den nachfolgend dargestellten Ergebnissen wurden die in Tabelle 7-1 angegebenen 
Querschnittswerte verwendet. Vorrangig wird der Lastfall von im Feld mittig positionierten 
Doppelachsen betrachtet. 
Tabelle 7-1: Querschnittswerte der Hohlsteife (Beispiel 1) 
  
E-Modul 21.000 kN/cm² 
Schubmodul 8.100 kN/cm² 
Deckblechdicke t 12 mm 
Hohlsteifenabstand a = e 30 cm 
Fläche Hohlsteife AHS 126 cm² 
Abstand Schwerpunkt – unten zs,u 24,7 cm 
Trägheitsmoment Iy 16.525 cm4 
Torsionsträgheitsmoment IT 12.366 cm4 
Belagdicke dBelag 7,0 cm 
 
A.2.1 Lastfall – TS-Lasten – Resultierende in Feldmitte 
 
 
A.2.1.1 Fall 1 
 Eine Radlast in Querrichtung 
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Abb. A.2-1: Normalspannungen der Hohlsteife 1 unter der Radlast und im Stützbereich (Fall 1) 
 
Abb. A.2-2: Normalspannungen im Deckblech unter der Radlast für das Feld und Steg I (Fall 1) 
 








































































Steg I innen (optimiert)
Steg I außen (optimiert)
Steg I innen (FEM)

























Steg II innen (optimiert)
Steg II außen (optimiert)
Steg II innen (FEM)
Steg II außen (FEM)
Bild
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A.2.1.2 Fall 2 




Abb. A.2-4: Normalspannungen der Hohlsteife 1 unter der Radlast und im Stützbereich (Fall 2) 
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Steg I außen (optimiert)
Steg I innen (FEM)
Steg I außen (FEM)
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Abb. A.2-6: Normalspannungen im Deckblech unter der Radlast für das Feld und Steg II (Fall 2) 
 
Abb. A.2-7: Normalspannungen im Deckblech in Feldmitte für Feld und Stege (Fall 2) 
 
A.2.1.3 Fall 2* 
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Deckblechspannungen in Feldmitte bei α=1, β=0
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Feld (FEM)
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Steg I innen (FEM)
Steg I außen (optimiert)
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Steg II innen (FEM)
Steg II außen (optimiert)
Steg II außen (FEM)
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Abb. A.2-8: Normalspannungen der Hohlsteife 1 unter der Radlast und im Stützbereich (Fall 2*) 
 
Abb. A.2-9: Normalspannungen im Deckblech unter der Radlast für das Feld und Steg I (Fall 2*) 
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Abb. A-11: Normalspannungen im Deckblech in Feldmitte für Feld und Stege (Fall 2*) 
 
A.2.1.4 Fall 3 
























Deckblechspannungen in Feldmitte bei α=2/3, β=0
Feld (optimiert)
Feld (FEM)
Steg I innen (optimiert)
Steg I innen (FEM)
Steg I außen (optimiert)
Steg I außen (FEM)
Steg II innen (optimiert)
Steg II innen (FEM)
Steg II außen (optimiert)
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Abb. A.2-13: Normalspannungen im Deckblech unter der Radlast für Feld I und Steg I (Fall 3) 
 





























Steg I außen (optimiert)
Steg I innen (optimiert)
Steg I außen (FEM)
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Deckblechspannungen in Feldmitte bei α=1, β=1/2
Feld (optimiert)
Feld (FEM)
Steg I innen (optimiert)
Steg I außen (optimiert)
Steg I innen (FEM)
Steg I außen (FEM)
Steg II innen (optimiert)
Steg II außen (optimiert)
Steg II innen (FEM)
Steg II außen (FEM)
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A.2.1.5 Fall 3* 




Abb. A.2-16: Normalspannungen der Hohlsteife 1 unter der Radlast und im Stützbereich (Fall 3*) 
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Steg I außen (FEM)
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Abb. A.2-18: Normalspannungen im Deckblech unter der Radlast für Feld II und Steg II (Fall 3*) 
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Steg II innen (optimiert)
Steg II außen (FEM)

















Deckblechspannungen in Feldmitte bei α=2/3, β=1/2
Feld I (optimiert)
Feld I (FEM)
Steg I innen (optimiert)
Steg I außen (optimiert)
Steg I innen (FEM)
Steg I außen (FEM)
Steg II innen (optimiert)
Steg II außen (optimiert)
Steg II innen (FEM)
Steg II außen (FEM)
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A.2.2 Weitere Lastfälle mit TS-Lasten für Fall 1 
Vergleichend werden für den Fall 1 (eine Radlast in Querrichtung) zwei weitere Laststellungen 
untersucht. Die Ergebnisse in Querrichtung werden nicht dargestellt, da sie sich gegenüber dem 
zuvor betrachteten Lastfall nur unwesentlich ändern. 
A.2.2.1 Lastfall: Ein Rad in Feldmitte 
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A.2.2.2 Lastfall: Resultierende über dem Querträger 





Abb. A.2-21: Normalspannungen der Hohlsteife 1 unter der Radlast und im Stützbereich 
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A.3 Berechnungsergebnisse – Beispiel 2 
Bei den nachfolgend dargestellten Ergebnissen wurden die in Tabelle 7-2 angegebenen 
Querschnittswerte verwendet. Vorrangig wird der Lastfall von im Feld mittig positionierten 
Doppelachsen betrachtet. 
Tabelle 7-2: Querschnittswerte der Hohlsteife (Beispiel 2) 
  
E-Modul 21.000 kN/cm² 
Schubmodul 8.100 kN/cm² 
Deckblechdicke t 10 mm 
Hohlsteifenabstand a = e 30 cm 
Fläche Hohlsteife AHS 101 cm² 
Abstand Schwerpunkt – unten zs,u 19,1 cm 
Trägheitsmoment Iy 8.802 cm4 
Torsionsträgheitsmoment IT 9.447 cm4 
Belagdicke dBelag 8,0 cm 
 
A.3.1 Lastfall – TS-Lasten – Resultierende in Feldmitte 
 
 
A.3.1.1 Fall 1 
 Eine Radlast in Querrichtung 
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Abb. A.3-1: Normalspannungen der Hohlsteife 1 unter der Radlast und im Stützbereich (Fall 1) 
 
Abb. A.3-2: Normalspannungen im Deckblech unter der Radlast für das Feld und Steg I (Fall 1) 
 











































































Steg I innen (optimiert)
Steg I außen (optimiert)
Steg I innen (FEM)
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Steg II innen (FEM)
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Bild
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A.3.1.2 Fall 2 




Abb. A.3-4: Normalspannungen der Hohlsteife 1 unter der Radlast und im Stützbereich (Fall 2) 
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Abb. A.3-6: Normalspannungen im Deckblech unter der Radlast für das Feld und Steg II (Fall 2) 
 
Abb. A.3-7: Normalspannungen im Deckblech in Feldmitte für Feld und Stege (Fall 2) 
 
A.3.1.3 Fall 2* 
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Deckblechspannungen in Feldmitte bei α=1, β=0
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Abb. A.3-8: Normalspannungen der Hohlsteife 1 unter der Radlast und im Stützbereich (Fall 2*) 
 
Abb. A.3-9: Normalspannungen im Deckblech unter der Radlast für das Feld und Steg I (Fall 2*) 
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Steg I außen (optimiert)
Steg I innen (FEM)
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Abb. A.3-11: Normalspannungen im Deckblech in Feldmitte für Feld und Stege (Fall 2*) 
 
A.3.1.4 Fall 3 
 Zwei gleich große Radlasten im Abstand 1,5a+1,5e 
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Feld (FEM)
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Steg I außen (optimiert)
Steg I innen (FEM)
Steg I außen (FEM)
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Steg II außen (optimiert)
Steg II innen (FEM)
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A.3.1.5 Fall 3* 




Abb. A.3-13: Normalspannungen der Hohlsteife 1 unter der Radlast und im Stützbereich (Fall 3*) 
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Abb. A.3-15: Normalspannungen im Deckblech unter der Radlast für Feld II und Steg II (Fall 3*) 
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Steg II innen (optimiert)
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Deckblechspannungen in Feldmitte bei α=2/3, β=1/2
Feld (optimiert)
Feld (FEM)
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Steg I innen (FEM)
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Steg II innen (FEM)
Steg II außen (FEM)
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A.3.2 Weitere Lastfälle mit TS-Lasten für Fall 1 
Vergleichend werden für den Fall 1 (eine Radlast in Querrichtung) zwei weitere Laststellungen 
untersucht. Die Ergebnisse in Querrichtung werden nicht dargestellt, da sie sich gegenüber dem 
zuvor betrachteten Lastfall nur unwesentlich ändern. 
A.3.2.1 Lastfall: Ein Rad in Feldmitte 
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A.3.2.2 Lastfall: Resultierende über dem Querträger 





Abb. A.3-18: Normalspannungen der Hohlsteife 1 unter der Radlast und im Stützbereich 
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B Prüfergebnisse Versuche 
B.1 Prüfergebnisse CFK-Zugversuche 
 Prüfserie A 
 





E-Modul Fmax Dehnung bei Fmax Zugfestigkeit Bruchdehnung
N/mm² kN % N/mm² %
Probe A1 122.465 60,16 2,116 1.671 3,44
Probe A2 134.195 63,49 2,794 1.764 3,07
Probe A3 118.701 59,21 1,940 1.645 2,12
Probe A4 123.017 69,14 3,250 1.921 3,47
Probe A5 128.276 63,63 2,977 1.767 3,06
Probe A6 123.769 65,82 2,910 1.828 3,17
Probe A7 130.998 65,33 2,685 1.815 3,45 Doppler gelöst*
Probe A8 117.435 62,88 2,731 1.747 4,15 Doppler gelöst*
Probe A9 136.338 66,57 2,906 1.849 3,24
Probe A10 121.184 66,01 2,582 1.834 3,02 Probe gerutscht*
Probe A11 131.537 61,89 2,183 1.719 2,82
Probe A12 118.791 65,77 2,719 1.827 3,01 Probe gerutscht*
Probe A13 122.818 65,40 3,138 1.817 3,54 Probe gerutscht*
Probe A14 130.367 70,59 2,975 1.961 3,46 Probe gerutscht*
Mittelwert 125.707 63,74 2,63 1770,49 3,05
Standardabw. 6.146 3,35 0,48 92,94 0,43
* nicht in Mittelwerten berücksichtigt
Probe Bemerkung
E-Modul Fmax Dehnung bei Fmax Zugfestigkeit Bruchdehnung
N/mm² kN % N/mm² %
Probe B1 777 0,00 Fehlmessung*
Probe B2 114.749 61,43 3,993 1.706 4,34
Probe B3 68,23 4,809 1.895 5,12 Fehlmessung*
Probe B4 76,16 4,221 2.115 0,00 ohne Vorkraft*
Probe B5 69,06 3,745 1.918 0,00 ohne Vorkraft*
Probe B6 122.729 55,86 2,539 1.552 3,13
Probe B7 121.643 71,22 3,773 1.978 0,00 Probe gerutscht*
Probe B8 125.765 73,43 3,481 2.040 3,76
Probe B9 119.451 73,12 3,148 2.031 3,53
Probe B10 112.743 51,05 1,472 1.418 1,47
Probe B11 126.069 66,55 3,413 1.849 3,48
Probe B12 129.482 57,07 1,582 1.585 1,62
Probe B13 123.619 60,94 2,035 1.692 2,77
Probe B14 117.964 67,43 2,556 1.873 3,61
Probe B15 124.894 65,03 2,750 1.807 2,80
Mittelwert 122.436 63,19 2,70 1755,30 3,05
Standardabw. 4.772 7,33 0,83 203,56 0,92
* nicht in Mittelwerten berücksichtigt
BemerkungProbe
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 Prüfserie C 
 





E-Modul Fmax Dehnung bei Fmax Zugfestigkeit Bruchdehnung
N/mm² kN % N/mm² %
Probe C1 129.485 74,42 3,477 2.067 4,52
Probe C2 123.905 61,49 2,602 1.708 2,88
Probe C3 124.717 64,59 2,606 1.794 3,18
Probe C4 132.056 70,46 3,154 1.957 3,52
Probe C5 115.495 62,23 2,625 1.729 3,06
Probe C6 128.697 68,05 2,743 1.890 3,48
Probe C7 121.757 67,42 2,321 1.873 2,75
Probe C8 134.003 67,50 2,573 1.875 3,19
Probe C9 128.778 64,83 1,865 1.801 2,08
Probe C10 109.596 65,97 2,290 1.833 3,08
Probe C11 128.513 70,71 3,004 1.964 3,44
Probe C12 116.698 65,24 2,545 1.812 2,74
Probe C13 122.875 71,35 2,730 1.982 2,93
Probe C14 122.077 70,34 3,125 1.954 3,28
Probe C15 115.057 66,80 3,370 1.855 3,72
Mittelwert 123.581 67,43 2,74 1872,95 3,19
Standardabw. 6.976 3,56 0,43 98,90 0,54
Probe Bemerkung
E-Modul Fmax Dehnung bei Fmax Zugfestigkeit Bruchdehnung
N/mm² kN % N/mm² %
Probe D1 - - - - - Beim Spannen gebrochen*
Probe D2 228.739 23,72 0,304 632 0,30
Probe D3 - 1,68 0,104 - - Beim Spannen gebrochen*
Probe D4 252.001 34,17 0,357 911 0,00 Probe gerutscht*
Probe D5 234.853 35,93 0,397 958 0,40
Probe D6 254.155 30,45 0,320 812 0,32
Probe D7 250.131 34,44 0,370 918 0,37
Probe D8 259.799 36,27 0,381 967 0,38
Probe D9 233.435 29,55 0,340 788 0,34
Probe D10 249.603 34,28 0,362 914 - Probe gerutscht*
Probe D11 269.871 35,00 0,354 933 - Probe gerutscht*
Probe D12 246.559 33,96 0,355 906 0,36
Probe D13 249.175 37,61 0,402 1003 - Probe gerutscht*
Probe D14 - - - - - Beim Spannen gebrochen*
Probe D15 252.619 31,96 0,351 852 0,35
Probe D16 257.130 31,83 0,336 849 - Probe gerutscht*
Mittelwert 249.082 32,04 0,352 854,27 0,353
Standardabw. 11.282 4,15 0,031 110,62 0,032
* nicht in Mittelwerten berücksichtigt
BemerkungProbe
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 Prüfserie E 
 
 Prüfserie F 
 
  
E-Modul Fmax Dehnung bei Fmax Zugfestigkeit Bruchdehnung
N/mm² kN % N/mm² %
Probe E1 263.410 33,78 0,342 901 0,342
Probe E2 245.154 25,61 0,287 683 0,287
Probe E3-1 257.802 31,83 0,326 849 0,326 Probe gerutscht*
Probe E3-2 197.626 23,78 0,351 881 0,351
Probe E4-1 255.805 33,03 0,350 - 0,350 Probe gerutscht*
Probe E5 137.884 25,45 0,365 679 0,365 Fehlmessung*
Probe E6 249.705 29,48 0,362 786 0,362
Probe E7 256.574 27,72 0,292 739 0,292
Probe E8 259.859 32,51 0,329 867 0,329
Probe E9 262.329 29,97 0,315 799 0,315
Probe E10 224.496 31,53 0,391 841 0,391
Probe E11 193.571 28,57 0,369 762 0,369 Fehlmessung*
Probe E12 268.777 32,98 0,336 880 0,336
Probe E13 243.744 31,29 0,342 834 0,342
Probe E14 254.656 26,92 0,295 718 0,295
Probe E15 247.113 31,54 0,333 841 0,333
Probe E16 263.977 26,91 0,278 718 0,278
Probe E17 247.452 34,50 0,376 920 0,376
Probe E18 257.532 34,92 0,362 931 0,362
Mittelwert 253.649 30,341 0,33360 809,101 0,334
Standardabw. 10.671 3,197 0,035 85,263 0,035
* nicht in Mittelwerten berücksichtigt
Probe Bemerkung
E-Modul Fmax Dehnung bei Fmax Zugfestigkeit Bruchdehnung
N/mm² kN % N/mm² %
Probe F1 222.294 30,05 0,357 801 0,357
Probe F2 263.634 25,60 0,264 683 0,264
Probe F3 234.976 29,77 0,328 794 0,328
Probe F4 250.971 34,12 0,365 910 0,365
Probe F5 255.466 34,70 0,359 925 0,359
Probe F6 253.163 32,09 0,336 856 0,336
Probe F7 250.351 24,62 0,274 657 0,274
Probe F8 272.972 30,00 0,303 800 0,303
Probe F9 244.117 26,40 0,294 704 0,294
Probe F10 227.906 29,15 0,341 777 0,341
Probe F11 269.440 31,75 0,320 847 0,320
Probe F12 230.796 31,47 0,363 839 0,363
Probe F13 250.843 34,88 0,368 930 0,368
Probe F14 241.416 32,73 0,363 873 0,363
Probe F15 256.614 25,72 0,278 686 0,278
Probe F16 236.328 33,96 0,373 906 0,373
Probe F17 259.120 35,40 0,362 944 0,362
Probe F18 246.716 31,89 0,349 850 0,349
Mittelwert 248.174 30,79 0,33319 821,19 0,333
Standardabw. 14.051 3,41 0,036 90,85 0,036
Probe Bemerkung
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Probe B6 Probe B8
Probe B9 Probe B10
Probe B11 Probe B12

























Probe C1 Probe C2
Probe C3 Probe C4
Probe C5 Probe C6
Probe C7 Probe C8
Probe C9 Probe C10
Probe C11 Probe C12




















































































Probe F1 Probe F2
Probe F3 Probe F4
Probe F5 Probe F6
Probe F7 Probe F8
Probe F9 Probe F10
Probe F11 Probe F12
Probe F13 Probe F14
Probe F15 Probe F16
Probe F17 Probe F18
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B.2 Prüfergebnisse Spanplatten 
 
  
E-Modul F Max   
N/mm² N
Probe 1 2.592,59 2.004,17
Probe 2 2.626,05 1.962,42
Probe 3 2.654,19 1.872,48
Probe 4 2.558,13 1.933,52
Probe 5 2.650,17 2.013,19
Probe 6 2.650,42 1.496,53
Probe 7 2.510,12 1.441,49
Probe 8 2.581,19 1.427,36
Probe 9 2.626,29 1.447,67















Chemische Zersetzungssubstanz Peroxomonoschwefelsäure m1 0,5693 ρW 0,9970 m1 0,564 ρW 0,9970 m1 0,5577 ρW 0,9970
Trockentemperatur [°C] 105°C m2 30,5226 ρC [g/cm³] 1,50 m2 29,8918 ρC [g/cm³] 1,50 m2 30,1322 ρC [g/cm³] 1,50
Trockenzeit [h] 12h m3 30,8941 m5 0,372 m3 30,2551 m5 0,363 m3 30,488 m5 0,356
Temperatur Chemische Substanz [°C] 160°C +-10°C m4 0,1898 m6 0,198 m4 0,1895 m6 0,201 m4 0,1872 m6 0,202
l1 [cm] WF [%] 65,3 l1 [cm] WF [%] 64,4 l1 [cm] WF [%] 63,8
l2 [cm] Wr [%] 34,7 l2 [cm] Wr [%] 35,6 l2 [cm] Wr [%] 36,2
l3 [cm] PP gemessen #DIV/0! l3 [cm] PP gemessen #DIV/0! l3 [cm] PP gemessen #DIV/0!
Mittelwert Fasermassenanteil 64% Tw [°C] 25 PP gewogen 1,28 Tw [°C] 25 PP gewogen 0,50 Tw [°C] 25 PP gewogen 0,26
Standardabweichung Fasermassenanteil 0,7318 ρH 1,16 VP gemessen 0,00 ρH 1,16 VP gemessen 0,00 ρH 1,16 VP gemessen 0,00
Mittelwert Faservolumenanteil 53,4% ρF 1,81 VP gewogen 0,38 ρF 1,81 VP gewogen 0,38 ρF 1,81 VP gewogen 0,37
Standardabweichung Faservolumenanteil 0,51 VH 44,8 VH 46,1 VH 46,8
Mittelwert Harzmassenanteil 36% Vf 53,9 Vf 53,4 Vf 52,9
Standardabweichung Harzmassenanteil 0,7318 Vges 100,0 Vges 100,0 Vges 100,0
Bilder Probe Entnahmestelle Bilder Probe Entnahmestelle Bilder Probe Entnahmestelle
Probe C0-1-1[CFK] Probe C0-1-2[CFK] Probe C0-1-3[CFK]
m1 = Masse Probekörper an der Luft
m2 = Masse Glastiegel
m3 = Masse Glastiegel und Fasern nach nasschemischem Verfahren
m4 = Masse Probekörper in Wasser
m5 = Masse Fasern nach nasschemischem Verfahren
m6 = Masse Harz 
ρC = Dichte Probekörper
ρF = Dichte Fasern vom Hersteller angegeben
WF = Fasermassenanteil in %
Vf = Faservolumenanteil in %
Wr = Harzmassenanteil in %
ρH = Harzdichte vom Hersteller angegeben
l1 = Länge in cm
l2 = Breite in cm
l3 = Höhe in cm
VL = Porenteil in %
VH = Volumenanteil Harz
PP gemessen = PorenanteilProbe gemessen [%]
PP gewogen = Porenanteil Probe über Dichtewaage bestimmt [%]
VP = Volumen Probekörper gemessen









Chemische Zersetzungssubstanz Peroxomonoschwefelsäure m1 0,555 ρW 0,9970 m1 0,5627 ρW 0,9970 m1 0,5694 ρW 0,9970
Trockentemperatur [°C] 105°C m2 30,6183 ρC [g/cm³] 1,47 m2 30,0975 ρC [g/cm³] 1,49 m2 29,634 ρC [g/cm³] 1,49
Trockenzeit [h] 12h m3 30,9709 m5 0,353 m3 30,4571 m5 0,360 m3 29,997 m5 0,363
Temperatur Chemische Substanz [°C] 160°C +-10°C m4 0,1786 m6 0,202 m4 0,1871 m6 0,203 m4 0,1892 m6 0,206
l1 [cm] WF [%] 63,5 l1 [cm] WF [%] 63,9 l1 [cm] WF [%] 63,8
l2 [cm] Wr [%] 36,5 l2 [cm] Wr [%] 36,1 l2 [cm] Wr [%] 36,2
l3 [cm] PP gemessen #DIV/0! l3 [cm] PP gemessen #DIV/0! l3 [cm] PP gemessen #DIV/0!
Mittelwert Fasermassenanteil 64% Tw [°C] 25 PP gewogen 1,78 Tw [°C] 25 PP gewogen 0,38 Tw [°C] 25 PP gewogen 0,34
Standardabweichung Fasermassenanteil 0,1883 ρH 1,15 VP gemessen 0,00 ρH 1,15 VP gemessen 0,00 ρH 1,15 VP gemessen 0,00
Mittelwert Faservolumenanteil 52,3% ρF 1,81 VP gewogen 0,38 ρF 1,81 VP gewogen 0,38 ρF 1,81 VP gewogen 0,38
Standardabweichung Faservolumenanteil 0,62 VH 46,6 VH 46,9 VH 47,1
Mittelwert Harzmassenanteil 36% Vf 51,6 Vf 52,7 Vf 52,6
Standardabweichung Harzmassenanteil 0,1883 Vges 100,0 Vges 100,0 Vges 100,0
Bilder Probe Entnahmestelle Bilder Probe Entnahmestelle Bilder Probe Entnahmestelle
Probe C0-1-1[CFK] Probe C0-1-2[CFK] Probe C0-1-3[CFK]













Chemische Zersetzungssubstanz Peroxomonoschwefelsäure m1 0,5391 ρW 0,9970 m1 0,5621 ρW 0,9970 m1 0,5591 ρW 0,9970
Trockentemperatur [°C] 105°C m2 30,4554 ρC [g/cm³] 1,49 m2 29,9232 ρC [g/cm³] 1,51 m2 30,8311 ρC [g/cm³] 1,51
Trockenzeit [h] 12h m3 30,7992 m5 0,344 m3 30,2924 m5 0,369 m3 31,1991 m5 0,368
Temperatur Chemische Substanz [°C] 160°C +-10°C m4 0,1785 m6 0,195 m4 0,191 m6 0,193 m4 0,1893 m6 0,191
l1 [cm] WF [%] 63,8 l1 [cm] WF [%] 65,7 l1 [cm] WF [%] 65,8
l2 [cm] Wr [%] 36,2 l2 [cm] Wr [%] 34,3 l2 [cm] Wr [%] 34,2
l3 [cm] PP gemessen #DIV/0! l3 [cm] PP gemessen #DIV/0! l3 [cm] PP gemessen #DIV/0!
Mittelwert Fasermassenanteil 65% Tw [°C] 25 PP gewogen 0,52 Tw [°C] 25 PP gewogen 0,13 Tw [°C] 25 PP gewogen 0,38
Standardabweichung Fasermassenanteil 1,1442 ρH 1,15 VP gemessen 0,00 ρH 1,15 VP gemessen 0,00 ρH 1,15 VP gemessen 0,00
Mittelwert Faservolumenanteil 54,0% ρF 1,81 VP gewogen 0,36 ρF 1,81 VP gewogen 0,37 ρF 1,81 VP gewogen 0,37
Standardabweichung Faservolumenanteil 1,32 VH 47,0 VH 45,1 VH 44,8
Mittelwert Harzmassenanteil 35% Vf 52,5 Vf 54,8 Vf 54,8
Standardabweichung Harzmassenanteil 1,1442 Vges 100,0 Vges 100,0 Vges 100,0
Bilder Probe Entnahmestelle Bilder Probe Entnahmestelle Bilder Probe Entnahmestelle









Chemische Zersetzungssubstanz Peroxomonoschwefelsäure m1 0,5599 ρW 0,9970 m1 0,5623 ρW 0,9970 m1 0,5664 ρW 0,9970
Trockentemperatur [°C] 105°C m2 30,3033 ρC [g/cm³] 1,56 m2 30,0125 ρC [g/cm³] 1,56 m2 30,34 ρC [g/cm³] 1,57
Trockenzeit [h] 12h m3 30,619 m5 0,316 m3 30,335 m5 0,323 m3 30,6753 m5 0,335
Temperatur Chemische Substanz [°C] 160°C +-10°C m4 0,2015 m6 0,244 m4 0,2033 m6 0,240 m4 0,2057 m6 0,231
l1 [cm] WF [%] 56,4 l1 [cm] WF [%] 57,4 l1 [cm] WF [%] 59,2
l2 [cm] Wr [%] 43,6 l2 [cm] Wr [%] 42,6 l2 [cm] Wr [%] 40,8
l3 [cm] PP gemessen #DIV/0! l3 [cm] PP gemessen #DIV/0! l3 [cm] PP gemessen #DIV/0!
Mittelwert Fasermassenanteil 58% Tw [°C] 25 PP gewogen 0,01 Tw [°C] 25 PP gewogen 0,34 Tw [°C] 25 PP gewogen 1,21
Standardabweichung Fasermassenanteil 1,4292 ρH 1,16 VP gemessen 0,00 ρH 1,16 VP gemessen 0,00 ρH 1,16 VP gemessen 0,00
Mittelwert Faservolumenanteil 42,5% ρF 2,12 VP gewogen 0,36 ρF 2,12 VP gewogen 0,36 ρF 2,12 VP gewogen 0,36
Standardabweichung Faservolumenanteil 1,16 VH 58,6 VH 57,4 VH 55,1
Mittelwert Harzmassenanteil 42% Vf 41,4 Vf 42,2 Vf 43,7
Standardabweichung Harzmassenanteil 1,4292 Vges 100,0 Vges 100,0 Vges 100,0
Bilder Probe Entnahmestelle Bilder Probe Entnahmestelle Bilder Probe Entnahmestelle









Chemische Zersetzungssubstanz Peroxomonoschwefelsäure m1 0,53 ρW 0,9970 m1 0,5357 ρW 0,9970 m1 0,5318 ρW 0,9970
Trockentemperatur [°C] 105°C m2 29,9449 ρC [g/cm³] 1,53 m2 29,9538 ρC [g/cm³] 1,55 m2 30,0177 ρC [g/cm³] 1,55
Trockenzeit [h] 12h m3 30,2384 m5 0,293 m3 30,2594 m5 0,306 m3 30,3164 m5 0,299
Temperatur Chemische Substanz [°C] 160°C +-10°C m4 0,185 m6 0,237 m4 0,1903 m6 0,230 m4 0,1889 m6 0,233
l1 [cm] WF [%] 55,4 l1 [cm] WF [%] 57,0 l1 [cm] WF [%] 56,2
l2 [cm] Wr [%] 44,6 l2 [cm] Wr [%] 43,0 l2 [cm] Wr [%] 43,8
l3 [cm] PP gemessen #DIV/0! l3 [cm] PP gemessen #DIV/0! l3 [cm] PP gemessen #DIV/0!
Mittelwert Fasermassenanteil 56% Tw [°C] 25 PP gewogen 0,56 Tw [°C] 25 PP gewogen 0,63 Tw [°C] 25 PP gewogen 0,09
Standardabweichung Fasermassenanteil 0,8351 ρH 1,15 VP gemessen 0,00 ρH 1,15 VP gemessen 0,00 ρH 1,15 VP gemessen 0,00
Mittelwert Faservolumenanteil 40,9% ρF 2,12 VP gewogen 0,35 ρF 2,12 VP gewogen 0,35 ρF 2,12 VP gewogen 0,34
Standardabweichung Faservolumenanteil 0,81 VH 59,4 VH 57,8 VH 58,9
Mittelwert Harzmassenanteil 44% Vf 40,0 Vf 41,6 Vf 41,0
Standardabweichung Harzmassenanteil 0,8351 Vges 100,0 Vges 100,0 Vges 100,0
Bilder Probe Entnahmestelle Bilder Probe Entnahmestelle Bilder Probe Entnahmestelle













Chemische Zersetzungssubstanz Peroxomonoschwefelsäure m1 0,5947 ρW 0,9970 m1 0,5893 ρW 0,9970 m1 0,6038 ρW 0,9970
Trockentemperatur [°C] 105°C m2 30,278 ρC [g/cm³] 1,53 m2 29,9032 ρC [g/cm³] 1,54 m2 30,0166 ρC [g/cm³] 1,53
Trockenzeit [h] 12h m3 30,6012 m5 0,323 m3 30,2345 m5 0,331 m3 30,3577 m5 0,341
Temperatur Chemische Substanz [°C] 160°C +-10°C m4 0,2081 m6 0,272 m4 0,2075 m6 0,258 m4 0,2111 m6 0,263
l1 [cm] WF [%] 54,3 l1 [cm] WF [%] 56,2 l1 [cm] WF [%] 56,5
l2 [cm] Wr [%] 45,7 l2 [cm] Wr [%] 43,8 l2 [cm] Wr [%] 43,5
l3 [cm] PP gemessen #DIV/0! l3 [cm] PP gemessen #DIV/0! l3 [cm] PP gemessen #DIV/0!
Mittelwert Fasermassenanteil 56% Tw [°C] 25 PP gewogen 0,21 Tw [°C] 25 PP gewogen 0,60 Tw [°C] 25 PP gewogen 1,15
Standardabweichung Fasermassenanteil 1,1679 ρH 1,15 VP gemessen 0,00 ρH 1,15 VP gemessen 0,00 ρH 1,15 VP gemessen 0,00
Mittelwert Faservolumenanteil 40,3% ρF 2,12 VP gewogen 0,39 ρF 2,12 VP gewogen 0,38 ρF 2,12 VP gewogen 0,39
Standardabweichung Faservolumenanteil 0,87 VH 60,9 VH 58,6 VH 58,0
Mittelwert Harzmassenanteil 44% Vf 39,3 Vf 40,8 Vf 40,9
Standardabweichung Harzmassenanteil 1,1679 Vges 100,4 Vges 100,0 Vges 100,0
Bilder Probe Entnahmestelle Bilder Probe Entnahmestelle Bilder Probe Entnahmestelle
Probe 1[CFK] Probe 2[CFK] Probe 3[CFK]
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D Stahlbauzeichnungen 
D.1 Stahlbauzeichnungen des Segments der orthotropen Platte 





Darstellungen nicht maßstäblich 
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E Spannungsreduzierung und Lagenanzahl 
Im Folgenden wird ergänzend aufgezeigt, wie sich die Spannungsreduzierung bzw. die erforder-
liche Menge von Kohlenstofffasern für jegliche Abmessungen von Trapezhohlsteifen ermitteln 
lassen. Diese Berechnung ist unabhängig vom statischen System, da sie ausschließlich mit 
Querschnittswerten geführt werden kann. 
Ermittlung der Spannungsreduzierung in der Hohlsteife anhand der Fasermenge 
Die Spannungsreduzierung wird mit den nachfolgend gegebenen Parametern ermittelt. In die-
sem Fall ist eine iterative Annäherung an den gewünschten Wert durch sukzessives Erhöhen der 
Lagenanzahl durchzuführen. Dabei wird auf folgende Eingangsparameter zurückgegriffen: 
 
 
Abb. E-1: Definierte Parameter von unverstärkter und verstärkter Hohlsteife 
Parameter der Hohlsteife:   
hHS – Höhe der Hohlsteife tHS – Blechdicke der Hohlsteife 
AHS – Flächeninhalt der Hohlsteifenbleche Iy,HS – Trägheitsmoment der Hohlsteife 
zs,HS,u – Abstand Schwerpunkt der Hohlsteife von unten ESt – E-Modul des Stahls 
Parameter der Kohlenstofffasern:   
mA,C – Flächengewicht des C-Faser-Geleges ρC – Dichte der C-Faser 
bC – Breite des C-Faser-Geleges EC – E-Modul der C-Faser 
zs,C,u – Abstand Schwerpunkt der C-Fasern von unten nL – Anzahl der Faserlagen 
 
Die effektive Dicke aller C-Faser-Lagen hC,eff,n ergibt sich zu: 
           
    
  
 (7.1) 
Mit dem Flächeninhalt des C-Faser-Pakets AC und dem Verhältnis der E-Moduln lässt sich der 
ideelle Flächeninhalt Ai bestimmen: 
              (7.2) 




   
 (7.3) 
            (7.4) 
Das ideelle Trägheitsmoment Iy,i ergibt sich mithilfe des Abstandes zs,i,u des elastischen Zentrums 
von unten: 
      




                    (7.6) 
                           
 
    
          
 
  
                 
 
  (7.7) 
Der zuvor bereits verwendete Wert der Spannungsreduzierung pred folgt zu: 
  
  
   
   
 
    
      
 
    
      
 (7.8) 
        
          
          
       (7.9) 
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Berechnung gemäß des verwendeten Beispiels in Kapitel 4 
Eingangswerte: 
hHS = 33,7 cm bC = 9,56 cm ESt = 210.000 N/mm² 
tHS = 6 mm mA,C = 450 g/m² EC = 640.000 N/mm² 
zs,HS,u = 25,05 cm ρC = 2,12 g/cm³ (gemäß Faser II) 
AHS = 126 cm² nL = 10  
Iy,HS = 16525 cm4   
           
     
 
   
    
 
   
         
                            
  
       
 
   
       
 
   
      
                                    
              
       
 
          
      
                                       
          
          
              
                                
      
                  
  
                                           
Sollwert der Spannungsreduzierung bei voll ausnutzbarem Faser-E-Modul: 
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Ermittlung der erforderlichen Lagenanzahl 
Die direkte Berechnung der erforderlichen Anzahl an Lagen bei einem gegebenen Soll-Wert der 
Spannungsreduzierung pred ist ebenfalls möglich, aber mit erhöhtem Aufwand verbunden, da es 
keine explizite Lösung gibt. Es muss aus dem erforderlichen, ideellen Widerstandsmoment Wy,i 
die effektive Schichtdicke hC,eff,n bestimmt werden:  
        
    
     
 
    
           
 (7.10) 
Durch Einsetzen der zu Beginn beschriebenen Gleichungen für Iy,i und zs,i,u erhält man: 
        
                       
 
    
          
 
       
       











                   
       
 
      (7.13) 
Das Auflösen nach hC,eff,n liefert keine explizite Lösung, sondern nur eine Funktion 4. Ordnung, 
deren Nullstellen Teil einer solchen sind. Diese Funktion ergibt sich zu: 
       
                  
              
                                 
               
 
                                
               
    
   
        
           
                                                 
(7.14) 
mit  
                 (7.15) 
Durch Einsetzen der bekannten Parameter und Auswerten der sich ergebenden Gleichung 
                            (7.16) 
können die Nullstellen gefunden werden, von denen eine dem Wert hC,eff,n entspricht. Die Anzahl 
der erforderlichen Lagen ergibt sich dann zu: 
   
          
    
 (7.17) 
 
